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第 1 章 序 論 
1.1 研究の対象 
 図 1.1 に研究対象を示す。本研究で対象とするノンスチフナ形式Ｈ形断面柱梁接合部は，圧
延Ｈ形鋼からなる鉄骨造の柱に鉄骨造の梁を無補強で溶接接合する形式の柱梁接合部（図 1.1 
(a) ）である。従来のＨ形断面柱梁接合部（図 1.1 (b) ）は，梁フランジ接合部を補強するた
めの水平スチフナおよび接合部パネルを補強するためのダブラープレートが必要になるため，
鉄骨製作に多くの工数がかかっている。Ｈ柱・Ｈ梁構造において，水平スチフナおよびダブラ
ープレートの組立および溶接は，通常，建物全体の鉄骨製作工数の半分程度を占める作業であ
る。とくに，水平スチフナの完全溶込み溶接は，狭所の溶接作業となるため溶接部の品質確保
が難しく，また，梁の段違いが自由に取れないなど，構造設計や建築計画の大きな制約となっ
ている。本研究は，従来の設計で必要とされている水平スチフナおよびダブラープレートを省
略することで，Ｈ形断面柱梁接合部の鉄骨製作を合理化し，設計自由度を向上させることを意
図して計画されたものである。 
 圧延によって大量生産されるＨ形鋼を柱および梁に用いるＨ柱・Ｈ梁構造は，日本国内に限
らず，欧州および米国の鉄骨造のスタンダードとなっている。また，近年成長の著しい東南ア
ジア諸国においても，この構造による建築物が建設され始めている。柱に用いるＨ形鋼は，小
寸で薄肉のものから板厚が 40mm を超える極厚Ｈ形鋼まで，多様なサイズバリエーションがあ 
 
 
ダブラープレート
水平スチフナ
 
(a)研究対象：ノンスチフナ形式 (b)従来構造：水平スチフナ形式 
図 1.1  研究対象 
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る。これらのＨ形鋼に一括して適用することができる接合部設計法を構築することを目的とし
て，本論では，そのベースとなる梁フランジ接合部および接合部パネルの剛性評価式および耐
力評価式を確立し，柱梁接合部の復元力特性をモデル化する。 
 
1.2 研究の背景 
 1994年 1 月17日未明にノースリッジ地震が発生し，一年後の同日のほぼ同時刻に兵庫県南部
地震が発生した。いずれも都市直下型の大地震であったため，多くの鉄骨造建築物が被災して
いる。Ｈ柱・Ｈ梁構造は，ノースリッジ地震において，柱梁接合部の梁フランジ溶接部を起点
としてＨ形鋼柱のフランジが脆性的に破断する現象が多く観察されている。この甚大な地震被
害を受けて AISC（AMERICAN INSTITUTE OF STEEL CONSTRUCTION）は，緊急的かつ大幅
に耐震規準の見直しを行っている。これによって現行規準（ANSI/AISC  341-10）1.1) では，
耐震構造の柱梁接合部に対して，梁フランジ溶接部の裏当て金を除去して補修すること，梁フ
ランジ接合部を完全溶込み溶接による水平スチフナで補剛すること，接合部パネルをダブラー
プレートによって補強して早期に降伏させないことなどの細かな仕様が規定されている。これ
らの厳しい規定は，鉄骨製作の大きな制約となっており，近年，これらの規定の見直しに向け
た一連の研究プロジェクト 例えば1.2),1.3) が進められているが，未だ，統一的な見解を得るには至
っていない。一方，日本建築学会「鋼構造接合部設計指針｣1.4) においても，Ｈ形断面柱梁接合
部は，梁フランジ接合部を完全溶込み溶接による水平スチフナで補剛する水平スチフナ形式と
することが前提とされている。ノンスチフナ形式については，解説の中で米国の終局耐力評価
式の紹介がなされているが，具体的な設計式は示されていない。 
 梁フランジ接合部を補強しないノンスチフナ形式Ｈ形断面柱梁接合部は， Dexter らの近年の
研究 1.2) によって地震力等の繰返し水平荷重を受ける場合にも安定した挙動を示すことが明か
にされている。しかし，この形式の柱梁接合部は，柱ウェブおよび柱フランジの板厚が不足し
て梁フランジ接合部が早期に局部降伏すると過大な変形を生じる可能性がある。 
 梁フランジ接合部の局部降伏は，一般に，柱ウェブの局部降伏が支配的になる場合と柱フラ
ンジの局部曲げが支配的になる場合に大別して取り上げられており，それぞれに対する耐力評
価式が AISC「LRFD規準｣1.5) に示されている。これらの耐力評価式は， Graham らの実験的研
究 1.6) に基づき，これに修正を施して作成されたものである。しかし，柱にASTM 規格のＨ形
鋼を用いる場合を想定した定式化がなされており，この他のＨ形断面を用いる場合には評価精
度が低下することが指摘されている1.7,8) 。これに対し，森田らは柱ウェブの局部降伏が支配的
になる場合の耐力が 2 章に示す崩壊荷重 nPg で推定できることを明らかにしており 1.7) ，田川
らはこの崩壊機構に柱フランジの幅および板厚の影響を考慮した耐力評価式 1.9) を提案してい
る。また，田川らは柱フランジの局部曲げが支配的になる場合の耐力について， 2 章に示す崩
壊荷重 PBy によって推定できることを明らかにしている 1.8) 。これらの一連の研究は，梁フラ 
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ンジ接合部の局部降伏を防止するためのスチフナの板厚設計に研究の重点が置かれており，各
耐力評価式は，柱ウェブの局部降伏が支配的になる場合と柱フランジの局部曲げが支配的にな
る場合に大別して定式化がなされている。これに対し，ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部
は，柱ウェブの局部降伏と柱フランジの局部曲げが複合して生じる場合があることが田川らの
研究で明らかにされており 1.8) ，この複合型の崩壊モードに対する耐力評価式を整備する必要
がある。また，既往の研究の耐力評価式は，上界定理に基づく崩壊荷重であって全塑性耐力に
相当するものであり，現行の接合部設計法 1.4) の耐力指標である降伏耐力および終局耐力の評
価式を整備する必要がある。 
 接合部パネルの設計法については，前述の AISC の耐震規準と日本建築学会の指針の考え方
に違いが見られる。 AISC の耐震規準では，前述のとおり，接合部パネルをダブラープレート
によって補強し早期降伏させないことが規定されている。一方，日本建築学会の指針では，接
合部パネルは一般に非常に大きな塑性変形能力 1.10) を有していること，また，接合部パネルの
塑性化が骨組の崩壊型を支配するパネル崩壊型は特定層への損傷集中を緩和できること 1.11) ，
これらによって接合部パネルのエネルギー吸収能力を積極的に取り入れた設計が可能であるこ
とが示されている。この相違は，市場に流通する鋼材の品質に起因するものであると考えられ
る。すなわち，極厚の再生鋼材を用いる場合も多い米国では，梁降伏型の設計法が採用されて
おり，市中に流通する構造用鋼材の靭性および溶接性が一般に高い日本では，接合部パネルの
塑性化を許容する設計法が採用されている。本研究では，制御圧延によって製造される一定以
上の板厚方向靭性を有するＨ形鋼を柱に用いることを前提としており，接合部パネルの塑性変
形による地震エネルギー吸収に期待する設計法を指向している。 
 
1.3 本論の構成 
 本論は，ノンスチフナ形式Ｈ形断面柱梁接合部の弾塑性挙動を実験によって明らかにし，数
値解析によってそのメカニズムを分析し，その設計式を提案するものである。 
 第 2 章は，ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部を研究対象としている。 2.2 節では，単純
模型実験によって梁フランジ接合部の局所的な弾塑性挙動を調査している。 2.3 節では，単純
模型実験で確認された試験体の破壊状況を基に，梁フランジ接合部に複合型の新しい崩壊機構
を仮定し，極限解析によってその崩壊荷重を得ている。 2.2 節で得た実験耐力と 2.3 節で得た
崩壊荷重との相関性に着目し， 2.4 節では，崩壊荷重に一律の係数を乗ずる形で，設計用の降
伏耐力および終局耐力の評価式を提案している。また， 2.5 節では，梁フランジ接合部の設計
用の弾性剛性の評価式を提案している。弾性剛性の評価式は，ノンスチフナ形式の柱梁接合部
において水平スチフナとして機能する柱ウェブの部分を板バネと見なして，その有効幅を単純
模型実験の結果から求めたものである。なお，これらの研究成果は，日本建築学会構造系論文
集79およびEUROSTEEL 2014等に発表しており（発表論文リスト1),4),5)および2)），国内向 
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けには日本建築学会「鋼構造接合部設計指針」の耐力評価式，欧州向けには Eurocode 3 の耐力
評価式に比べて高い評価精度を有していることをそれぞれ明らかにしている。 
 第 3 章は，ノンスチフナ形式の接合部パネルを研究対象としている。 3.2 節では，部分架構
実験によって接合部パネルの弾塑性挙動を調査している。この実験では，標準形式接合部パネ 
ルについて，水平スチフナの有無が接合部パネルの弾塑性挙動におよぼす影響を比較し，さら
に，ノンスチフナ形式の接合部パネルについて，標準形式接合部パネルと梁段違い形式接合部
パネルの弾塑性挙動を比較している。 3.3 節では，部分架構実験の結果を基に，ノンスチフナ
形式の接合部パネルの降伏耐力および全塑性耐力が水平スチフナ形式の既往の耐力評価式を準
用して評価できることを示している。 3.4 節では，前章で提案した梁フランジ接合部の局部剛
性の評価式を基に柱梁接合部の弾性剛性の評価式を提案している。また， 3.5 節では，接合部
パネルの復元力特性をモデル化している。発表論文リスト9)は，研究対称であるノンスチフナ
形式の柱梁接合部についてそのパイロット実験を行ったものである。発表論文リスト6)～8)，
10)および11)は，本研究のベースとなる厚肉ウェブ圧延Ｈ形鋼柱の基本的な構造性能を調べそ
の設計法を構築したものであり，ダブラープレート補強を省略した柱梁接合部を実用化してい
る。また，発表論文リスト12)は，ＳＲＣ柱についてノンスチフナ形式の柱梁接合部の性能を
調べている。 
 第 4 章は，柱弱軸方向に筋かいなどの軸部材が接合される部分を補強するための水平スチフ
ナについて，すみ肉溶接によって柱フランジと水平スチフナとの溶接（側面すみ肉溶接継目）
および柱ウェブと水平スチフナとの溶接（前面すみ肉溶接継目）行うことを検討したものであ
り，単純模型実験と極限解析の結果から上記の併用継目の設計法を提案し，さらに，溶接施工
方法を記している。 
 第 5 章には，本研究で得られた知見を整理し，また，研究で明らかになった今後の課題を記
している。 
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第 2 章 梁フランジ接合部の局部耐力 
2.1 はじめに 
 図 2.1 に研究対象を示す。この章では，ノンスチフナ形式Ｈ形断面柱梁接合部の梁フランジ
接合部の局所的な弾塑性挙動を明らかにし，その設計式を提案する。Ｈ形断面柱梁接合部の梁
端接合部に関する設計法は，日本建築学会「鋼構造接合部設計指針｣ 2.1) に示されている。しか
し，梁フランジと同等以上の材料強度および梁フランジよりも大きな板厚を有する水平スチフ
ナを柱フランジに完全溶込み溶接する場合，すなわち，梁フランジが柱フランジに剛接合され
ている場合に対するものであり，この条件を満足しないノンスチフナ形式の梁端接合部に対し
ては，具体的な設計式は示されていない。 
 ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部は，梁フランジよりも大きな板厚を有する水平スチフ
ナが柱フランジに完全溶込み溶接される従来の梁フランジ接合部と比べて，図中に○印で示す
梁フランジと柱ウェブとの交差部に応力集中が生じやすく，この部分において，梁フランジま
たは柱ウェブまたはその両方に早期の局部降伏が生じる可能性がある。このため，実際の建物
にノンスチフナ形式を適用する際には，積載荷重などの長期荷重および地震や台風などの短期
の作用荷重に対して，梁フランジおよび柱ウェブの局部降伏に対する安全性の確認を行う必要
があり，このための降伏耐力の評価式を整備する必要がある。また，大地震に対して建物が倒
壊しないよう，梁端の塑性変形によって地震エネルギーを吸収する構造とするためには，梁端
が降伏して十分に塑性化するまで梁端接合部が破壊しないようにする必要があり，この接合部 
 
応力集中
 
  
図 2.1  研究対象：梁フランジ接合部 
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設計を行うための終局耐力の評価式を整備する必要がある。また，ノンスチフナ形式の梁フラ
ンジ接合部では，梁フランジから作用する応力に対して，柱ウェブが水平スチフナを介さずに
直接抵抗することで応力が伝達されることから，水平スチフナがある場合に比べて，梁端の回
転剛性が低下する。梁端の回転剛性が小さいと梁に過大な鉛直たわみが生じたり，建物に過大
な揺れが生じたりする可能性がある。このため，梁端の回転剛性を適切に考慮して骨組の応答
解析を行う必要があり，このための弾性剛性の評価式を整備する必要がある。 
 上記を研究課題として，次の 2.2 節では，単純模型実験によってノンスチフナ形式の梁フラ
ンジ接合部の局所的な弾塑性挙動を調査している。 2.3 節では，単純模型実験で確認された試
験体の破壊状況を基に，梁フランジ接合部に複合型の新しい崩壊機構を仮定し，極限解析によ
ってその崩壊荷重を得ている。 2.2 節で得た実験耐力と 2.3 節で得た崩壊荷重との相関性に着
目し， 2.4 節では，崩壊荷重に一律の係数を乗ずる形で設計用の降伏耐力および終局耐力の評
価式を提案している。また， 2.5 節では，梁フランジ接合部の設計用の弾性剛性の評価式を提
案している。弾性剛性の評価式は，ノンスチフナ形式の柱梁接合部において水平スチフナとし
て機能する柱ウェブの部分を板バネと見なして，その有効幅を単純模型実験の結果から求めた
ものである。 
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2.2 単純模型実験 
2.2.1 実験方法 
 (1) 試験体 
 表 2.1 に試験体一覧を示し，図 2.2a に本実験のパイロット解析の結果を，図 2.2 に各試験
体の形状および寸法をそれぞれ示す。試験体は，溶接組立てＨ形断面柱の左右のフランジの外
面に，梁フランジを模した鋼板を完全溶込み溶接した，ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部
の単純模型であり，計 6 体について梁フランジの引張実験を行う。本研究は，柱に圧延Ｈ形鋼
を用いることを基本としているため，試験体の溶接組立てＨ形断面柱は，フランジとウェブを
サブマージアーク溶接によって完全溶込み溶接し，その溶接余盛を圧延Ｈ形鋼のフィレット部
分を模した凹形状に仕上げている。 
 本実験では，図 2.2a に示すように， NO.1～NO.3 によって梁フランジ接合部の局部破壊が
支配的になる場合の梁フランジ接合部の弾塑性挙動を調べ， NO.4～NO.6 によって梁フランジ
の降伏をともなう場合の梁フランジ接合部の弾塑性挙動を調べる。各試験体は，Ｈ形断面柱の
外形寸法（柱せいおよび柱幅）を一定とし，柱フランジおよび柱ウェブの板厚，梁フランジの
板厚および幅を変化させいる。 NO.1～NO.3 は，梁フランジ接合部の局部耐力（全塑性耐力）
が梁フランジの全断面降伏耐力を下回るように設計されている。 NO.1 および NO.3 は，ベン
チマークである NO.2 に対して柱ウェブの板厚のみを変化させている。 NO.4～NO.6 は，梁フ
ランジ接合部の局部耐力（全塑性耐力）が梁フランジの全断面降伏耐力をわずかに上回るよう
に設計されている。 NO.5 は，ベンチマークである NO.2 に対して梁フランジの断面寸法を変
化させたものであり， NO.4 および NO.6 は，それぞれ，柱ウェブの局部降伏が支配的になる
場合および梁フランジの局部降伏が支配的になる場合を想定している。 
 
表 2.1  試験体一覧 
接合部形式 試験体 柱 ※ 梁フランジ 
ノンスチフナ 
NO.1 
接合部 
局部破壊型 
BH-250×250× 9×14 
PL-12×200 NO.2 BH-250×250×14×14 
NO.3 BH-250×250×19×14 
NO.4 
梁フランジ 
降伏先行型 
BH-250×250× 9×19 PL-14×137 
NO.5 BH-250×250×14×14 PL-14×125 
NO.6 BH-250×250×19× 9 PL-14× 90 
  ※溶接組立Ｈ形断面柱はウェブとフランジを完全溶込み溶接する。 
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図 2.2a  単純模型実験のパイロット解析（変形図および相当塑性歪の等高線図） 
 
NO.1 NO.2 NO.3 
H-250×250×9×14 H-250×250×14×14 H-250×250×19×14 
PL-12×200 PL-12×200 PL-12×200 
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終
局
時
 
   
 
NO.4 NO.5 NO.6 
H-250×250×9×19 H-250×250×14×14 H-250×250×19×9 
PL-14×150 PL-14×125 PL-14×100 
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終
局
時
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図 2.2.1  NO.1 試験体 
 
図 2.2.2  NO.2 試験体 
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図 2.2.3  NO.3 試験体 
 
図 2.2.4  NO.4 試験体 
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図 2.2.5  NO.5 試験体 
 
図 2.3.6  NO.6 試験体 
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 (2) 素材の機械的性質 
 表 2.2 に使用鋼材の機械的性質を示す。試験体に用いた鋼板から JIS 5 号試験片を 2 本ずつ
採取して引張試験を行い，各々の試験結果の平均値を素材の機械的性質として示している。表
中の降伏強さは下降伏点を表す。 
 
表 2.2  使用鋼材の機械的性質 
試験体 種類，部位 規 格 
板 厚 
(mm) 
降伏強さ※ 
(N/mm2) 
引張強さ 
(N/mm2) 
降伏比 
(%) 
破断伸び 
(%) 
NO.1 
～ 
NO.6 
鋼 板 
PL-9 
SN490B 
9.0 405 593 68 36 
PL-12 12.0 361 535 67 41 
PL-14 14.0 403 566 71 41 
PL-19 19.0 371 549 67 46 
  ※降伏強さは下降伏点とする。 
 
 (3) 試験体製作 
 試験体の溶接組立てＨ形断面柱のフランジとウェブの溶接部および梁フランジの溶接部を写
真 2.1 に示す。前述のとおり，試験体のＨ形断面柱は，サブマージアーク溶接法によってフラ
ンジとウェブを完全溶込み溶接している。溶接余盛は圧延Ｈ形鋼のフィレット部分を模した凹
形状に仕上げている。梁フランジ接合部の完全溶込み溶接はガスシールドアーク溶接法によっ
て行う。局部耐力に対する溶接施工方法の影響を排除するため，裏当て金を用いずにＫ形開先
による裏はつり裏溶接を行い，溶接余盛りはグラインダーによって削除している。 
 
  
  
(a)柱のサブマージアーク溶接部 (a)梁フランジ溶接部の仕上げ 
写真 2.1  試験体の溶接部 
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 (4) 載荷および計測方法 
 図 2.4 に実験方法を示し，実験状況を写真 2.2 に示す。実験は， 2000kN 万能試験機を用い
て行う。左右の梁フランジ先端に引張荷重 P を与え，左右の梁フランジの柱表面から 100㎜ の
位置にとった測定点間の相対変位を図中の変位計 d1～d4 によって計測する。本実験では，梁フ
ランジ接合部の変形指標として，試験体の全体変形 d および梁フランジ接合部の局部変形 u を
次式によって求める。 u は d から測定点間の梁フランジの弾性変形の計算値を差し引くことで
梁フランジ接合部の局部変形を抽出するものである。 
  
42
1 4321 ddddd
+++
= ， 
fb
b
AE
LPdddd
u
⋅
⋅
−
+++
=
42
1 4321  (2.1),(2.2) 
ここに， E ：ヤング係数（ 205000N/mm ）， bAf ：梁フランジの全断面積，Lb ：測定点間の片
側の梁フランジの長さである。bAf および Lb には試験体の実測値を用いる。 
Lb=100
d 3(d 4)d 1(d 2)
P
P
Lb=100
P
P
 
図 2.4  載荷および計測方法 
 
  
写真 2.2  実験状況（2000kN 万能試験機） 
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2.2.2 実験結果 
 (1) 荷重－変形関係 
 表 2.3 に実験結果の一覧を示し，図 2.5 に各試験体の荷重－全体変形関係および荷重－局部
変形関係を示す。表中の e K u は，荷重－局部変形関係の初期剛性を， e P1/3 は，荷重－局部変形
関係の接線剛性が初期剛性の 1/3 になる時の荷重を，  e Pu は， u が柱せいの 1.5 ％に達する時
の荷重を， e Pm は，実験最大耐力をそれぞれ表す。 e P1/3 および  e Pu は，それぞれ梁フランジ接
合部の降伏耐力および設計用の終局耐力の指標として定義したもので，  e Pu は，梁せいが柱幅
の 2 倍程度である場合に局部変形による梁端の回転角が1/75程度になることを想定したもので
ある。また，各図中には，崩壊荷重 J Pap （(2.21)式），降伏耐力 J Py （(2.30)式）および最大
耐力 J Pu （(2.31)式）および梁フランジの降伏耐力 B Pp の各計算値をあわせて示している。い
ずれの試験体も，実験最大耐力に達するまで，安定した荷重－局部変形関係が得られている。
各試験体は，接合部の局部降伏によって荷重－変形関係の剛性が低下した後，梁フランジが降
伏している。最終的に， NO.1～NO.3 は，接合部の局部破壊によって， NO.4～NO.6 は，梁フ
ランジの引張最大耐力に達してそれぞれ実験を終了している。実験結果の最大耐力と降伏耐力
との比率 e Pm/e P1/3 は 1.88～2.44 であり，いずれの試験体も，接合部が局部降伏した後に大
きな耐力上昇が得られている。 
 
表 2.3  実験結果一覧 
接合部 
形 式 
試験体 縮尺 
剛性 耐力 変形 
破 壊 
部 位 e Ku
 
(kN/mm) 
e P1/3
 
(kN) 
e Pu
 
(kN) 
e Pm
 
(kN) 
e  Pm
 e  P1/3
 
u1/3
 
(mm) 
dm
 
(mm) 
ノンス 
チフナ 
形 式 
NO.1 
1/2 
1370 440 743 971 2.20 0.39 21 
接合部 NO.2 1660 475 812 1147 2.41 0.36 28 
NO.3 2200 483 839 1176 2.44 0.28 28 
NO.4 1880 501 852 1093 2.18 0.35 18 
梁フランジ NO.5 2040 488 811 1003 2.06 0.30 18 
NO.6 2390 379 604 714 1.88 0.20 15 
1) e K u ： P-u 関係の初期剛性 
2) e P1/3：実験降伏耐力， P-u 関係の接線剛性が e Ku の 1/3 になる時の荷重とする。 
3)e P u ：実験終局耐力耐力， u が柱せいの 1.5 ％に達するときの荷重とする。 
4)e Pm ：実験最大耐力，5) u1/3 ：e P1/3時の局部変形，6)   dm ： e Pm 時の全体変形， 
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(a)荷重－全体変形関係 (b)荷重－局部変形関係 
図 2.5.1  NO.1 荷重－変形関係 
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(a)荷重－全体変形関係 (b)荷重－局部変形関係 
図 2.5.2  NO.2 荷重－変形関係 
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(a)荷重－全体変形関係 (b)荷重－局部変形関係 
図 2.5.3  NO.3 荷重－変形関係 
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(a)荷重－全体変形関係 (b)荷重－局部変形関係 
図 2.5.4  NO.4 荷重－変形関係 
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(a)荷重－全体変形関係 (b)荷重－局部変形関係 
図 2.5.5  NO.5 荷重－変形関係 
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(a)荷重－全体変形関係 (b)荷重－局部変形関係 
図 2.5.6  NO.6 荷重－変形関係 
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 (3) 破壊状況 
 各試験体の最終破壊状況を写真 2.3 に示す。 
1)局部降伏先行の試験体の破壊状況 
  NO.1～NO.3 は，梁フランジ接合部の局部耐力（全塑性耐力）が梁フランジの全断面降伏耐
力を下回るように設計された試験体である。いずれの試験体も，梁フランジ接合部の局部変形
が顕著となった後，梁フランジ溶接部の中央（梁フランジと柱ウェブとの交差部）の背側で柱
フランジと溶接金属との境界に生じた延性亀裂が拡大し，溶接金属が破断することで荷重が低
下している。実験終了後の残留変形は，柱ウェブの局部降伏，柱フランジの局部曲げおよび梁
フランジの局部降伏がいずれも確認されており，柱ウェブの局部降伏のモードと柱フランジの
局部曲げのモードが複合した破壊モード 2.2) を示している。各試験体は，柱ウェブの板厚のみ
を変化させている。各試験体の最終破壊状況は， NO.1 から NO.3 へと柱ウェブの板厚が厚く
なるのとともに，柱ウェブの局部降伏の残留変形が軽微となり，その一方で，柱フランジの面
外変形および梁フランジの局部降伏の残留変形が顕著となっている。すなわち， NO.1 は，柱
ウェブの局部降伏のモードがより支配的であり， NO.3 は，柱フランジの局部曲げのモードが
より支配的である。また， NO.2 は，両者の中間のモードを呈している。これらの試験体の最
終破壊状況から，柱ウェブと梁フランジの板厚の比率が相対的に変化することで，梁フランジ
接合部の局部破壊のモードは，柱ウェブの局部降伏のモードから柱フランジの局部曲げのモー
ドへ連続的に変化することが確認できる。 
2)梁フランジ降伏先行型の試験体の破壊状況 
  NO.4～NO.6 は，梁フランジ接合部の局部耐力（全塑性耐力）が梁フランジの全断面降伏耐
力を上回るように計画された試験体である。いずれの試験体も，梁フランジ接合部の局部降伏
によって荷重－変形関係の剛性が低下しており，その後の耐力上昇の過程で，梁フランジの全
断面降伏耐力に到達している。最終的に，いずれの試験体も，梁フランジの最大引張耐力に到
達し，梁フランジの中間部に括れが生じて荷重が緩やかに低下している。実験終了後の梁フラ
ンジ接合部の局部変形の残留変形は NO.1～NO.3 に比べて軽微である。また， NO.1～NO.3 で
確認された梁フランジ溶接部の亀裂の拡大は観察されていない。 
 以上のように，本実験では，梁フランジ接合部の局部耐力（全塑性耐力）が梁フランジの全
断面降伏耐力を下回るように設計された NO.1～NO.3 によって，ノンスチフナ形式の梁フラン
ジ接合部の局部耐力後の耐力上昇は大きいことが確認されており，梁フランジ接合部の局部耐
力（全塑性耐力）が梁フランジの全断面降伏耐力を上回るように設計された NO.4～NO.6 によ
って，ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部は，梁フランジ接合部の終局耐力が梁フランジの
全断面降伏耐力を十分に上回るように設計することで，梁フランジの降伏が先行する接合部と
できることが確認されている。 
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(a)NO.1 試験体 
    
(b)NO.2 試験体 
    
(c)NO.3 試験体 
写真 2.3  試験体の破壊状況 
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(d)NO.4 試験体 
    
(e)NO.5 試験体 
    
( f )NO.6 試験体 
写真 2.3  試験体の破壊状況 
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2.3 極限解析による崩壊荷重の導出 
2.3.1 解析方針 
 一般に，梁フランジ接合部の局部変形は，図2.5(a) に示す柱ウェブの局部降伏が支配的にな
る場合と図2.5(b)に示す柱フランジの局部曲げが支配的になる場合に大別して取り上げられて
おり，それぞれに対する耐力評価式が AISC｢ LRFD 規準｣ 2.3) に示されている。これらの耐力評
価式は Graham らの実験研究 2.4) に基づき，これに修正を施して作成されたものである。これ
に対して，前節の単純模型実験では，上記の 2 つのモードが複合した破壊モード（写真 2.3 ）
が確認されている。このことから，本論では，柱ウェブの局部降伏が支配的になる場合と柱フ
ランジの局部曲げが支配的になる場合およびこれらが混在する場合のいずれの場合にも適用で
きる崩壊機構を仮定し，上界定理によってその崩壊荷重を得ることを試みる。 
  
(a)柱ウェブの局部降伏 (b)柱フランジの局部曲げ 
図 2.5  梁フランジ接合部の局部変形 
 
2.3.2 既往の研究の崩壊機構 
 上記の AISC の２つの耐力評価式のうち，柱ウェブの局部降伏が支配的になる場合の全塑性
耐力 RW は次式で与えられる 
2.5) 。(2.3a) 式の中の( 5k + tbf ) は，実験結果に基づいて定められ
た柱ウェブの局部降伏領域の有効幅を表す。 
  )( bfc tkNRW += 5
0 ， cwcwyc tN ⋅= σ
0  (2.3a,b) 
ここに， k は柱フランジ表面から柱ウェブ側のフィレット先端までの距離，tbf は梁フランジ
の板厚，tcw は柱ウェブ板厚， σcwy は柱ウェブの降伏強さ， N
0
c は柱ウェブの単位長さあたりの
降伏軸力である。 
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 これに対して，Zoetemeijer. P. は図 2.6 の崩壊機構を仮定して得られる崩壊荷重 nPg を提案
している 2.5) 。この崩壊機構は，図中に太線で示す降伏ヒンジ線を稜として柱フランジが台形
状に面外へ変形するとともに，図中に破線で示す不連続線上で柱ウェブが局部降伏するとした
ものである。崩壊荷重の最小値は次式で与えられる。 
  tttBtP cwcwycwccwycfycfgn ⋅⋅+⋅⋅⋅= σσσ2 ， bfcf ttt +=  (2.4a,b) 
ここに，tcf は柱フランジ厚，Bc は柱フランジ幅， σcf y は柱フランジの降伏強さ， t は，柱フラ
ンジの板厚と梁フランジの板厚の和である。 
 (2.4a) 式は(2.3b)式を用いて次式のように表すことができる。式中の ( 2xn + t ) は図 2.5 の崩
壊機構が崩壊荷重の最小値 nPg を与える時の柱ウェブの不連続線 A - A' の長さを表す。 
  )( txNP ncgn += 2
0 ，
wccwy
ccyc
n t
Bt
x ff
⋅
⋅⋅
=
σ
σ 2
 (2.5a,b) 
(2.3a)式 と(2.5a) 式とを比較すると，(2.3a) 式中の( 5k + tbf ) が(2.5a) 式中の ( 2xn + t ) に対応し
ていることが分かる。( 5k + tbf ) および ( 2xn + t ) は，柱ウェブの局部降伏領域の幅を示すもので
あり，柱にASTM 規格のＨ形鋼を用いる場合には，おおむね同程度の値になる。 
 一方， AISC の耐力評価式のうち，柱フランジの局部曲げが支配的になる場合の全塑性耐力
である RF は次式で与えられる 
2.5) 。 
  cfycftRF σ⋅=
225.6  (2.6) 
 これに対して，田川らは，図 2.7 の崩壊機構を仮定して得られる崩壊荷重 PBy を提案してい
る 2.6) 。この崩壊機構は，図中に太線で示す降伏ヒンジ線を稜として柱フランジが三角錐形状
に面外へ変形するとともに，図中に点線で示す不連続線上で梁フランジが局部降伏するとした 
ものである。梁フランジの不連続線上では，引張荷重に対して中央部で引張の塑性流れが起こ
り，両端部で圧縮の塑性流れが起こるものとする。崩壊荷重の最小値は次式で与えられる。 
  bfybf
n
nb
ncfycf
n
cB
y tz
zb
zmt
z
b
P σσ
φφφ
⋅







 −
+++⋅




 +
⋅
=
2
2
tan
1
cossin
1 )(
 (2.7) 
  
22tan
1
cossin
1 2
2
b
bfybf
cfycf
cn
b
t
t
bz +
⋅
⋅





 +
⋅
=
σ
σ
φφφ
， 2tan 1−=φ  (2.8a,b) 
ここに，bc およびbb は図 2.6 中に示す柱フランジおよび梁フランジの片幅，m は柱フランジ側
のフィレット先端間の距離であり，φ は柱フランジの降伏ヒンジ線 A - A' および A – B がなす
角である。 ( 2.6 ) 式は，定式化の過程で梁フランジの局部降伏の項（ ( 2.7 ) 式の第 2 項）が省
略されているため，局部耐力を過小評価する傾向にある 2.5) 。 
 
 - 2.  19 - 
 
x
x
δ
Bc
t 
tcw
δ
P
A'
tbf
tcf
A
δ
P
 
図 2.6  柱ウェブの局部降伏が支配的になる場合の崩壊機構 
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図 2.7  柱フランジの局部曲げが支配的になる場合の崩壊機構 
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2.3.2 本論の崩壊機構 
 (1) 崩壊機構 
 本論では，柱フランジの局部曲げが支配的になる場合と柱ウェブの局部降伏が支配的になる
場合および両者が複合する場合のいずれの場合にも適用できる崩壊荷重を得るため，図 2.8 の
崩壊機構を仮定する。この崩壊機構は，図中に太線で示す降伏ヒンジ線を稜として左右の柱フ
ランジが四角錐台形状に面外へ変形するとともに，破線および点線で示す不連続線上で柱フラ
ンジを介して直列する柱ウェブおよび梁フランジがともに局部降伏するとしたものである。梁
フランジの不連続線は，引張荷重に対して中央部で引張の塑性流れが起こり，両端部で圧縮の
塑性流れが起こるものとする。柱フランジ，柱ウェブおよび梁フランジの交差点に仮定する剛
域の幅 m' および t' は，それぞれ，(2.9a) 式および(2.9b)式による値とする。 
 
bb
y
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x
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図 2.8  本論による複合型の崩壊機構 
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2
cw
cf
t
tm +=′ ， r
t
tt bfcf ++=′ 2
 (2.9a,b) 
ここに， r は柱フィレットの半径である。 
 荷重点の変位 δ は柱ウェブの不連続線上の塑性流れによる荷重点の変位 δc および梁フランジ
の不連続線上の塑性流れによる荷重点の変位δ b の和として(2.10)式で与えられる。 
  bc δδδ +=  (2.10) 
この崩壊機構の変数は図中に示す x , y および z である。柱フランジの降伏ヒンジ線 A - A' およ
び A – B がなす角 φ は(2.11)式で表すことができる。 δc およびδb は， δ との相対関係が柱フラ
ンジの面外変形の形状によって決まることから（ δ : δc : δ b  = y : x : y - x )， (2.12a) 式および 
 (2.12b) 式で表すことができる。また，柱フランジの降伏ヒンジ線 A - A' および A – B に生じ
る塑性回転 θ 1 , θ 2 および θ 3 は，それぞれ，(2.13a)式～(2.13c)式で表すことができる。 
  
z
xy −
=φtan  (2.11) 
  δδ
y
x
c = ， δδ y
xy
b
−
=  (2.12a,b) 
  
x
cδθ =1 ， φ
δθ
cos2 x
c= ，
φ
δθ
tan/3 x
c=  (2.13a,b,c) 
 
 (2) 崩壊機構の変域 
 表 2.4 に図 2.8 の崩壊機構が取り得るモードと x , y および z の変域との関係を示し，図 2.9  
に各モードの仮想変位の俯瞰図を示す。 x , y および z は x ≦ y の条件下で任意の正数をとるこ
とができる。図 2.8 の崩壊機構は，x = y である場合には δ b = 0 となり，図2.9(a) の柱ウェブの
局部降伏のモード（図 2.6 の崩壊機構）となる。一方， x →0 ， x ＜ y である場合には δc →0 と 
なり，図2.9(c) の柱フランジの局部曲げのモードとなる。また，この間の 0 < x < y において，
柱ウェブの局部降伏と柱フランジの局部曲げが混在する図2.9(b)の複合型のモードとなる。ま
た，x→0 とし， y →∞， z →∞ とすることで，図2.9(d)の梁フランジ全断面降伏のモードとな
る。なお， z > bb である場合には，柱フランジの局部曲げおよび複合型のモードは過崩壊の状
態になるため有意な解は得られなくなる。 
 以上に示すように，ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部の崩壊モードは，柱ウェブの局部
降伏のモードから，接合部の局部は破壊は生じずに梁フランジが降伏するモードまでが連続的
であり，柱ウェブ，柱フランジおよび梁フランジの板厚および柱フランジおよび梁フランジの
板幅に応じてモードが決まり，一般的な断面寸法の組合せでは，複合型のモードによって接合
部の耐力が決定することが想定される。 
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表 2.4  図 2.8 の崩壊機構が取り得るモードと x , y および z の変域 
モード x y z 
(a)柱ウェブの局部降伏 0 < x = y （不定） 
(b)複合型((a)＋(c)) 0 < x < y 
0 < z ≦ bb 
(c)柱フランジの局部曲げ x → 0 x < y 
(d)梁フランジの降伏 x → 0 y →∞ z →∞ 
 
Pδ
 
P
δ
 
(a)柱ウェブの局部降伏 (b)複合型((a)＋(c)) 
P
δ
 
Pδ
 
(c)柱フランジの局部曲げ (d)梁フランジの全断面降伏 
図 2.9  表 2.4 の各モードの仮想変位の俯瞰図 
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 (3) 崩壊荷重 
 降伏条件には Tresca の降伏条件を用いる。柱フランジの降伏ヒンジ線の単位長さあたりの降
伏モーメント M 0 および梁フランジの不連続線の単位長さあたりの降伏軸力 Nb0 は，それぞれ
(2.14a)式および(2.14b) 式で与えられる。  
  
4
2
0 cf
cfy
t
M σ= ， bfbfyb tN ⋅=σ
0  (2.14a,b) 
柱フランジの面外変形による内力仕事 Wcf は，各降伏ヒンジ線の塑性回転による仕事の和とし
て，(2.15)式で与えられる。また，柱ウェブおよび梁フランジの局部降伏による内力仕事 Wcw
および Wbf は，各々の不連続線上で起こる塑性流れによる仕事の和として，それぞれ，(2.16)
式および(2.17)式で与えられる。  
  





 +′++′+= 321
0 42
cos
444 θθ
φ
θ )()( xtbmbMW cccf  (2.15) 
  cccw txNW δ)( ′+=
0  (2.16) 
  b
b
bbf z
zb
zmNW δζ





 −
++′=
2
0 )(  (2.17) 
ここに， ζ は 0 < z ≦ bb の場合 1 ， z > bb の場合 -1 である。  
 仮想仕事の原理より崩壊荷重 P は(2.18)式で与えられる。  
  ff bcwc WWWP ++=⋅δ  (2.18) 
(2.9a)式～(2.18)式より(2.19)式を得る。(2.19)式の未知数は， x , y および  z である。崩壊
荷重の最小値 J Pp は(2.20a)式～(2.20c)式を連立して解くことで得られる。  
  
y
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z
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zmN
z
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z
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bM
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x
txN
x
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b
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
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

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
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1
222
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4
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ζ
 (2.19) 
  0=∂
∂
x
P
， 0=∂
∂
y
P
， 0=∂
∂
z
P
 (2.20a,b,c) 
 
 (4) 近似解 
 崩壊荷重の最小値 J Pp の閉解は得られず，解の算出に数値計算を要する。しかし，個々の接 
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合部に対してこれを行うのは実用的でないため近似解 J Pap を誘導する。梁フランジの不連続線
上では荷重の正方向にのみ塑性流れが起こるものとする。すなわち z = bb として，(2.19)式の
最小解を求める。 z を固定するため，近似対象は表 2.3 の(a),(b)および(c) のモードとなる。  
 (2.19)式に z = bb を代入して(2.20a)式および(2.20b) 式を連立して解くことで x および y の
定数解である xa および ya を得る。(2.11)式および(2.19)式に定数解 xa ， ya および z = bb を再度
代入して整理することで J Pap を(2.21)式として得る。  
  aacapJ MtxNP φtan42
00 +′+= )(  (2.21) 
ここに， xa は(2.22a)式および(2.22b)式，tanφaは(2.23)式による定数であり，また，(2.22a)
式中の κ  は(2.24)式， λ は(2.25)式による定数である。なお，(2.22b) 式は崩壊機構の形状に
よる条件 xa ≦ ya に対応する。  
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a b
M
bN
b
b
x
1
4 0
0
2
−
⋅
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 (5) 計算例 
 図 2.10 に崩壊荷重の最小値 J Pp および近似解 JPap の計算例を比較して示す。計算例は，Ｈ形
断面柱を H-400×400×20×20 ，梁フランジ幅を300mmとし，梁フランジ厚を 8 ～32mm に変
化させたものであり，柱フランジ，柱ウェブおよび梁フランジの降伏強さは同一としている。 
図 2.10(a)は J Pp および JPap と梁フランジ厚との関係を，図 2.10(b)～(d) は崩壊機構の形状に
関わる変数 x , y , z および φ の変動状況をそれぞれ表す。図 2.10(a)および(b) の縦軸は(2.5a)
式および(2.5b)式による崩壊荷重 n Pg および xn によって無次元化している。 
  J Pp および JPap は，図中の一点鎖線の右側の領域では n Pg に一致し，二点鎖線の左側の領域
では梁フランジの全断面降伏荷重 B Pp に一致しており，この間では複合型のモードで耐力が決 
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定している。本計算例では，柱フランジの局部曲げのモードは現れず，複合型から梁フランジ
の全断面降伏に直接モードが移行している。 x = y となる点で柱ウェブの局部降伏のモードと
複合型のモードの耐力が一致し，また， z = bb となる点で複合型のモードが梁フランジの全断
面降伏荷重と一致しており，梁フランジ厚の変化に対して荷重の不連続は生じてない。 J Pp お
よび JPap の差は梁フランジ接合部の局部降伏が梁フランジの全断面降伏に先行する範囲におい
て最大で 2.4% であり， JPap は近似解として十分な精度を有している。 
 
0.6
0.8
1.0
1.2
0.4 0.7 1.0 1.3 1.6
P
/ n
P
g
tbf /tcw
J Pp
J Pap
B Pp
  
0.0
0.5
1.0
1.5
2.0
2.5
0.4 0.7 1.0 1.3 1.6
x/
x n
,
y/
x n
tbf /tcw
x
y
xa
ya
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        (c) z および za の比較          (d) tanφ および tanφa の比較 
図 2.10 J Pp および JPap の計算例 
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2.4 ＦＥＭ解析による崩壊荷重の検証 
 崩壊荷重 J Pp は上界定理に基づくものであり，実際の局部耐力を高めに評価することが予測
される。このことから，非線形有限要素解析を行い J Pp を検証するとともに， J Pp と降伏耐力
および終局耐力との対応関係を調査する。 
2.4.1 解析方法 
 表 2.5 に解析ケース一覧を示す。図 2.11 に示す梁フランジ接合部の単純模型について解析を
行う。解析モデルは 8 節点ソリッド要素を用いて構成し，対称性を考慮して単純模型の 1/8 の
部分を再現する。各解析ケースは，柱せいおよび柱フランジ幅を一定とし，各寸法因子（柱ウ
ェブ厚，柱フランジ厚，梁フランジ厚，梁フランジ幅，柱フィレットの有無）を以下の範囲で
変化させている。 
1)柱ウェブと柱フランジの板厚比      ：0.5 ≦ tcw / tcf ≦1.5 
2)梁フランジと柱フランジの板厚比     ：0.5 ≦ tbf  / tcf ≦1.5 
3)梁幅と柱幅の比             ：0.25≦ Bb / Bc ≦1.0 
4)柱フランジの幅厚比           ：   5≦ Bc / tcf ≦10 
5)柱フィレットの半径           ：r = 0 mm，22 mm 
 
表 2.5  解析ケース（単位 mm） 
解 析 
ケース 
柱 梁フランジ 
B Pp
J Pp
 
B Pp
J Pap
 
H×B c tw c t f r Bb b t f 
Case1 
400×400 
10 
20 
0※1 
又は 
22 
300 
20 
2.05 2.05 
Case2 15 1.66 1.63 
Case3 
20 
100 1.00 0.48 
Case4 200 1.03 1.03 
Case5 
300 
10 1.01 1.01 
Case6 15 1.27 1.26 
Case7 20 1.50 1.46 
Case8 25 1.72 1.68 
Case9 30 1.97 1.97 
Case10 400 
20 
1.88 1.83 
Case11 25 300 1.41 1.38 
Case12 30 300 1.34 1.32 
Case13 25 25 
300 
25 1.33 1.32 
Case14 30 30 30 1.20 1.20 
Case15 35 35 35 1.10 1.09 
Case16 40 40 40 1.01 1.01 
  ※1 完全弾塑性型の解析で柱フィレットの有無を比較する。 
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図 2.11 梁フランジ接合部の単純模型 
 
 図 2.12 に解析に用いる応力－歪関係を示す。図 2.12 (a)に示す完全弾塑性型および図 2.12(b)
に示す歪硬化型の応力－歪関係を用いて 2 種類の弾塑性解析（以下，完全弾塑性型および歪硬
化型という）を行う。完全弾塑性型は幾何学的非線形性を考慮せずに解析を行い J Pp と解析結
果の全塑性荷重との比較を行う。歪硬化型は幾何学的非線形性を考慮して解析を行い J Pp と解
析結果の降伏荷重および終局荷重との対応関係を調べる。鋼材の降伏強さおよび引張強さは， 
 490 N/mm2 級の構造用鋼材の平均的な数値（ 354 N/mm2 および 529 N/mm2 ）とする 2.7) 。また
歪硬化域の応力－歪関係には，修正 Menegot  - Pinto モデル 2.8) を用い，公称応力－公称歪関係
を多直線に近似したものを真応力－真歪関係に置換している。 
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          (a)完全弾塑性型                (b)歪硬化型 
図 2.12 応力－歪関係 
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2.4.2 解析結果 
 表 2.6 に解析結果一覧を，図 2.13 に歪硬化型の解析結果の局部変形の例をそれぞれ示す。本
解析では，図 2.13 中に○印で示す梁フランジ接合部の入隅の荷重方向変位 δ を局部変形の指標
とし，完全弾塑性型の解析結果の最大荷重を全塑性耐力 APp ，歪硬化型の解析結果の荷重－局
部変形関係において接線剛性が弾性剛性の 1/3 に低下する時点の荷重を降伏荷重 APy ，局部変
形 δ が柱フランジ幅の1.5% に達する時の荷重を終局荷重 APu とそれぞれ定義する。 APu は梁せ
いが柱幅の 2 倍程度である場合に局部変形による梁端の回転角が1/75程度になる荷重を想定し
たものである。 
 
表 2.6  解析結果（単位 kN） 
解 析 
ケース 
完全弾塑性型 歪硬化型（フィレット有り） 
A Pp 
①
② A
 Py 
A Py
J Pp
 A Pu 
A Pu
J Pp
 フィレット 
有り① 
フィレット 
なし② 
Case1 1213 1095 1.11 742 0.64 1351 1.17 
Case2 1469 1296 1.13 951 0.67 1613 1.13 
(Case3) (708) (708) (1.00) (698) (0.99) (－) (－) 
(Case4) (1416) 1379 (1.03) 1000 0.71 1735 1.23 
(Case5) (1062) 1036 (1.03) 685 0.64 1223 1.15 
Case6 1413 1290 1.09 918 0.67 1529 1.11 
Case7 1610 1424 1.13 1063 0.68 1759 1.12 
Case8 1716 1494 1.15 1145 0.67 1935 1.13 
Case9 1771 1541 1.15 1187 0.66 2047 1.13 
Case10 1617 1429 1.13 1090 0.66 1819 1.09 
Case11 1664 1488 1.12 1113 0.67 1838 1.11 
Case12 1698 1529 1.11 1137 0.67 1893 1.11 
Case13 2260 2061 1.10 1515 0.69 2379 1.09 
Case14 2931 2756 1.06 2012 0.70 3123 1.08 
Case15 3604 3456 1.04 2544 0.69 3952 1.08 
(Case16) (4248) 4153 (1.02) 3099 0.73 4786 1.13 
   ※()は梁フランジの全断面降伏によって耐力が決定したものを表す。 
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図 2.13 歪硬化型の解析結果の局部変形（Case7） 
2.4.3 崩壊荷重の検証 
 (1) 完全弾塑性型のＦＥＭ解析との比較 
 図 2.14 に完全弾塑性型の解析結果の荷重－局部変形関係を示す。図の縦軸は J Pp ，横軸は柱
フランジ幅 Bc によってそれぞれ無次元化している。図中の実線は局部降伏によって APp が決
定した解析ケースを，点線は梁フランジの全断面降伏によって APp が決定した解析ケースをそ
れぞれ表す。 J Pp は APp の良い指標となっており，各解析ケースの無次元化荷重－局部変形関
係はおおむね一致している。表 2.5 に示すように， APp は柱フィレットによって10％程度上昇
する。 J Pp は(7b)式によって柱フランジと梁フランジの接合部に剛域を仮定しその影響を考慮
している。 
 表 2.6 中に示すように， APp と J Pp の比は，局部降伏によって APp が決定した各解析ケース
について，柱フィレットなしの各解析ケースが平均値：1.02，標準偏差：0.03（0.97～1.09）
であり，柱フィレットありの各解析ケースが平均値：1.01，標準偏差：0.02（0.97～1.05）で
ある。 J Pp は，柱フィレットの有無によらず解析結果の全塑性耐力を精度よく再現している。 
 
 (2) 歪硬化性型のＦＥＭ解析との比較 
 図 2.15 に歪硬化型の解析結果の荷重－局部変形関係を示す。図の縦軸は崩壊荷重 J Pp ，横軸
は柱フランジ幅 Bc によってそれぞれ無次元化している。図中の○印は，解析結果の降伏荷重 
 APy を表す。完全弾塑性型の解析結果と同様に，各解析ケースの無次元化荷重－局部変形関係 
柱ウェブ 
梁フランジ 梁フランジ 
柱フランジ 
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は概ね一致している。表 2.6 中に示すように， APy と J Pp の比は，局部降伏によって APp が決
定した各解析ケースについて，平均値：0.68，標準偏差：0.02（0.64～0.73）である。 APu と 
 J Pp の比は，局部降伏によって APp が決定した各解析ケースについて，平均値：1.12，標準偏
差：0.04（1.08～1.23）である。 J Pp によって，寸法因子の変化にともなう APy および APu の
変動を精度よく推測することができる。 
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          (a)柱フィレットなし           (b)柱フィレット有り 
図 2.14 荷重－局部変形関係（完全弾塑性型，Case3を除く） 
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図 2.15 荷重－局部変形関係（歪硬化型，Case3を除く） 
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2.5 実験結果と崩壊荷重の比較 
 表 2.7 に単純模型実験の実験降伏耐力および最大耐力と崩壊荷重との比較を示す。各試験体
の実験降伏耐力と崩壊荷重の計算値との比 e P1/3/J Pap は，平均値：0.66，標準偏差：0.06（0.58
～0.70）である。実験最大耐力と崩壊荷重の計算値との比 e Pu/J Pap は，接合部の局部破壊によ
って最大耐力が決定した試験体について，平均値：1.15，標準偏差：0.03（1.13～1.18）であ
る。 J Pap は，前節の歪硬化型のＦＥＭ解析の結果とほぼ同じの評価を実験値に与えている。 
表 2.7  降伏耐力および最大耐力の実験値と崩壊荷重の計算値の比較 
接合部形式 試験体 
実験値 計算値 実験値/計算値 
e P1/3 
(kN) 
e Pu 
(kN) 
J Pap 
(kN) 
e P1/3
J Pap
 
e Pu
J Pap
 
ノンスチフナ 
形式 
NO.1 440 971 631 0.70 
平均値 
0.66 
標準偏差 
0.06 
1.18 
平均値 
1.15 
標準偏差 
0.03 
NO.2 475 1147 712 0.67 1.14 
NO.3 483 1176 745 0.65 1.13 
NO.4 501 1093 830 0.60 － 
NO.5 488 1003 766 0.58 － 
NO.6 379 714 551 0.69 － 
  1) e P1/3 ：実験降伏耐力， P-u 関係の接線剛性が e Ku の 1/3 になる時の荷重とする。 
  2)e P u ：実験終局耐力耐力， u が柱せいの 1.5 ％に達するときの荷重とする。 
  3)J Pap ：(2.21)式による崩壊荷重の近似解 
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2.6 耐力評価式の提案 
 以上の検討から，ノンスチフナ形式のフランジ接合部の降伏耐力の評価式として， J Pap を用
いた次式を提案する。 
  paJyJ PP 65.0=  (2.26) 
 また，ノンスチフナ形式のフランジ接合部の終局耐力の評価式として， J Pap を用いた次式を
提案する。 
  paJuJ PP 1.1=  (2.27) 
ここに， J Pap は，(2.21)式によるノンスチフナ形式の梁フランジ接合部の崩壊荷重である。 
 表 2.8 および図 2.16 に実験降伏耐力および終局耐力と降伏耐力および終局耐力の計算値との
比較を示す。図の縦軸は実験値を，横軸は計算値をそれぞれ表す。図中には，前節の歪硬化型
のＦＥＭ解析の結果をあわせて示している，降伏耐力の実験値と計算値との比 e P1/3/J Py は，平
均値：1.00，標準偏差：0.07（0.90～1.07）である。いずれの試験体も実験値と計算値はよい
対応関係を示している。最大耐力の実験値と計算値との比 e Pu/J Pu は，平均値：1.04，標準偏
差：0.02（1.02～1.07）である。いずれの試験体も，実験値は計算値よって安全側に評価する
ことができる。 
 
表 2.8  降伏耐力および最大耐力の実験値と計算値の比較 
接合部 
形 式 
試験体 
実験値 計算値 実験値/計算値 
e P1/3 
(kN) 
e Pu 
(kN) 
J Py 
(kN) 
J Pu 
(kN) 
e P1/3
J Py
 
e Pm
J Pu
 
ノンス 
チフナ 
形 式 
NO.1 440 743 410 694 1.07 
平均 
1.00 
標準偏差 
0.07 
1.07 
平均 
1.04 
標準偏差 
0.02 
NO.2 475 812 463 783 1.03 1.04 
NO.3 483 839 484 819 1.00 1.02 
NO.4 501 － 540 913 0.93 － 
NO.5 448 － 498 843 0.90 － 
NO.6 379 － 358 606 1.06 － 
  1) e P1/3：実験降伏耐力， P-u 関係の接線剛性が e Ku の 1/3 になる時の荷重とする。 
  2)e P u ：実験終局耐力耐力， u が柱せいの 1.5 ％に達するときの荷重とする。 
  3)J Py ：(2.26)式による梁フランジ接合部の降伏耐力 
  4)J Py ：(2.27)式による梁フランジ接合部の終局耐力 
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図 2.16 実験結果および解析結果と耐力評価式との比較 
解析 m=0.97，s=0.04 
実験 m=1.00，s=0.07 
解析 m=1.03，s=0.04 
実験 m=1.04，s=0.02 
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2.7 局部剛性の評価式の提案 
 単純模型実験では，各試験体の柱ウェブが左右の梁フランジの間で帯状に降伏する現象が確
認された。この実験結果に基づき，梁フランジ接合部の局部剛性を図 2.17 に示す板バネモデル
によって評価することを試みる。このモデルは，梁フランジから作用する集中力に抵抗する柱
ウェブの有効幅 Lj を 2.5( tb + tf ) とし， Lj に柱ウェブの板厚を乗じて接合部の局部剛性に対する
柱ウェブの有効断面積を求めるものである。すなわち， 
  
2
)(5.2
/c
cwcfbffj H
E
tttK +=  (2.28) 
ここに， j K f ：梁フランジ接合部の局部剛性，tcf ：柱フランジの板厚，tcw ：柱ウェブの板厚， 
tbf ：梁フランジの板厚， Hc ：柱せい， E ：ヤング係数（ 205000N/mm ）である。 
 表 2.9 および図 2.18 に各試験体の局部剛性の実験値と各試験体について計算した j K f との比
較を示す。各試験体の局部剛性の実験値は，柱フランジ，柱ウェブおよび梁フランジの板厚に
応じて変化しているが， j K f によってその傾向を捉えることができている。実験値と計算値の
比 e K u /j K f は，平均値が1.29，標準偏差が0.18（1.08～1.54）である。 j K f は，フランジとウ
ェブとの板厚比が大きくなると安全側の評価となる傾向にあるが，実用上十分な精度で e K u を
再現している。 
 
 
tw
Lj =2.5( tb+t f )
tb
P P
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Hc/2
 
 
 
図 2.17 梁フランジ接合部の局部剛性の板バネモデル 
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表 2.9  梁フランジ接合部の局部剛性の実験値と計算値の比較 
接合部 
形 式 
試験体 
柱 
(SN490B) 
梁フランジ 
(SN490B) 
実験値 計算値 実験値/計算値 
e Ku
1)
 
(kN/mm) 
j Kf
2)
 
(kN/mm) 
e K u
j K f  
ノンス 
チフナ 
形 式 
NO.1 BH-250×250× 9×14 
PL-12×200 
1364 959 1.42 
平均値 
1.29 
標準偏差 
0.18 
NO.2 BH-250×250×14×14 1662 1492 1.11 
NO.3 BH-250×250×19×14 2194 2025 1.08 
NO.4 BH-250×250× 9×19 PL-14×137 1881 1218 1.54 
NO.5 BH-250×250×14×14 PL-14×125 2038 1607 1.27 
NO.6 BH-250×250×19× 9 PL-14× 90 2391 1792 1.33 
  1) e K u ：局部剛性の実験値， 
  2) j K f ：(2.31)式による梁フランジ接合部の局部剛性の計算値 
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図 2.18 梁フランジ接合部の局部剛性の実験値と計算値の比較 
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2.8 まとめ 
 第 2 章では，単純模型実験によってノンスチフナ形式の梁フランジ接合部の局所的な弾塑性
挙動を調査し，単純模型実験で確認された試験体の破壊状況を基に，梁フランジ接合部に複合
型の崩壊機構を仮定し，極限解析によってその崩壊荷重を得て，実験耐力と崩壊荷重との相関
性に着目し，崩壊荷重に一律の係数を乗ずる形で設計用の降伏耐力および終局耐力の評価式を
提案した。また，実験結果に基づき，梁フランジ接合部の設計用の弾性剛性の評価式を提案し
た。一連の検討結果を以下にまとめる。 
・ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部は，最大耐力に達するまで安定した荷重－局部変形関
係を示した。実験最大耐力と降伏耐力との比 e Pm/e P1/3 は 1.88～2.44 であり，いずれの試験
体も，梁フランジ接合部が局部降伏を生じた後に，大きな耐力上昇を示した。 
・柱ウェブと梁フランジの板厚の比率が相対的に変化することで，梁フランジ接合部の局部破
壊のモードは，柱ウェブの局部降伏のモードから柱フランジの局部曲げのモードへと連続的
に移行することを実験で確認した。 
・ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部は，梁フランジ接合部の終局耐力が梁フランジの全断
面降伏耐力を十分に上回るように設計することで，梁フランジの降伏が先行する接合部とす
ることができる。 
・一般に大別して扱われる柱ウェブの局部降伏および柱フランジの局部曲げの 2 つのモードを
組み合わせた複合型の崩壊機構を仮定して崩壊荷重の上界を求めた。この崩壊荷重は，柱ウ
ェブの局部降伏および柱フランジの局部曲げの両方のモードを解に含むものである。実設計
に想定される柱および梁断面の組み合わせでは，複合型のモードが支配的になる。 
・梁フランジ接合部の寸法因子と素材の応力－歪関係をパラメーターとして弾塑性有限要素解
析を行った。完全弾塑性型の解析結果の最大耐力は提案する崩壊荷重によって精度よく推定
することができる。また，歪硬化型の解析結果の荷重－局部変形関係は提案する崩壊荷重に
よって基準化して表すことができる。 
・無次元化した荷重－局部変形関係に基づき，崩壊荷重を係数倍する手法を用いて梁フランジ
接合部の降伏耐力および終局耐力の評価式を提案した。これらの評価式は，実験結果および
解析結果の降伏耐力および終局耐力を精度よく推定することができる。 
・実験および解析結果に基づき，ノンスチフナ形式の柱梁接合部において水平スチフナとして
機能する柱ウェブの部分を板バネにモデル化した局部剛性の評価式を提案した。この評価式
は，フランジとウェブとの板厚比が大きくなると安全側の評価となる傾向にあるが，実験結
果の弾性剛性を実用上十分な精度で推定することができる。 
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第 3 章 接合部パネルのせん断耐力 
3.1 はじめに 
 図 3.1 に研究対象を示す。この章では，ノンスチフナ形式Ｈ形断面柱・梁接合部パネルの弾
塑性挙動を明らかにし，その設計式を提案する。水平荷重に対する接合部パネルの耐力および
変形能力について，これまでに多くの研究がなされている 例えば,3.1～7) 。接合部パネルの設計の
考え方と設計式は，日本建築学会「鋼構造接合部設計指針｣ 3.8) にまとめられており，接合部パ
ネルは一般に非常に大きな塑性変形能力を有していること，また，接合部パネルの塑性化が骨
組の崩壊型を支配するパネル崩壊型は特定層への損傷の集中を緩和することができること，こ
れらによって，接合部パネルのエネルギー吸収能力を積極的に取り入れた設計が可能であるこ
とが示されている。しかし，既往の研究や学会指針は，接合部パネルが梁の上下フランジレベ
ルで適切に補剛されている場合を対象としたものであり，この条件を満足していないノンスチ
フナ形式の接合部パネルに対しては，具体的な設計法は示されていない。 
 ノンスチフナ形式の柱梁接合部は，鉄骨製作が簡単であり，自由度の高い鉄骨骨組を構築す
ることができる。しかし，水平スチフナがある場合とは接合部パネルの周辺の応力状態が異な
ることが予測される。この形式の柱梁接合部を実用化するためには，接合部パネルの弾性剛性
や降伏耐力および全塑性耐力の評価式を確立しておく必要がある。また，接合部パネルの降伏
後の挙動はその周辺要素，すなわち，柱フランジ，梁フランジおよび水平スチフナによって構
成されるパネル枠組の影響を強く受けることが知られている 3.1) 。接合部パネルの降伏後の耐
力上昇率は，パネル枠組を構成する板要素の面外曲げ剛性に依存し，梁端部の局部座屈や接合
部パネルのせん断座屈が支配的になる場合を除いて，その塑性変形能力は，パネル枠組の局所 
 
db2db1
 
db2
db1
e1
e2
 
(a)標準形式接合部パネル (b)梁段違い形式接合部パネル 
図 3.1  研究対象：接合部パネル 
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的な板曲げ（ kinking ）が梁フランジ溶接部の破断を誘発することで決定する。ノンスチフナ形
式柱梁接合部は，パネル枠組が完全には構成されないことから，水平スチフナがある場合とは
接合部パネルの塑性挙動が異なることが予測される。水平スチフナ形式の接合部パネルと同様
にその塑性変形能力に期待する設計を行うためには，この形式の接合部パネルの降伏後の挙動
を明らかにし，その復元力特性を把握しておく必要がある。 
 上記を研究課題として，次の 3.2 節では，部分架構実験によってノンスチフナ形式の接合部
パネルの弾塑性挙動を調査する。本実験では，図3.1(1)に示す標準形式接合部パネルについて
水平スチフナの有無が接合部パネルの弾塑性挙動におよぼす影響を比較する。また，ノンスチ
フナ形式の接合部パネルについて，標準形式接合部パネルと図3.1(2)に示す梁段違い形式接合
部パネル 3.8) の弾塑性挙動を比較する。部分架構実験の結果より， 3.3 節では，日本建築学会
「鋼構造接合部設計指針｣ 3.8) の水平スチフナ形式の接合部パネルに対する耐力評価式を準用す
ることでノンスチフナ形式の接合部パネルの降伏耐力および全塑性耐力が評価できることを示
す。 3.4 節では，前章で提案した梁フランジ接合部の局部剛性の評価式を基にノンスチフナ形
式に柱梁接合部の弾性剛性の評価式を提案し， 3.5 節において，接合部パネルの復元力特性を
モデル化する。 
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3.2 部分架構実験 
3.2.1 実験方法 
 (1) 試験体 
 表 3.1 に試験体一覧を示し，図 3.2 に各試験体の形状および寸法を示す。試験体は，Ｈ形断
面柱とＨ形断面梁からなる十字形部分架構であり，計 5 体について水平荷重実験を行う。 
  NO.1～NO.3 は，柱に溶接組立てＨ形断面を用いた試験体である。各試験体は，柱および梁
の断面寸法を同一とし，接合部形式（ノンスチフナ形式，水平スチフナ形式）および接合部パ
ネルの形式（標準形式，梁段違い形式）を変化させている。この中， NO.1 および NO.2 は，
標準形式接合部パネルについて，接合部形式のみを変化させている。両者の比較によって，水
平スチフナの有無が接合部パネルの弾塑性挙動に及ぼす影響を明らかにする。また， NO.2 お
よび NO.3 は，ノンスチフナ形式の接合部パネルについて，接合部パネルの形式のみを変化さ
せている。両者の比較によって，梁の段違いの有無が接合部パネルの弾塑性挙動に及ぼす影響
を明らかにする。これらの試験体は，接合部パネルの挙動を終局耐力まで確実に抽出すること
を意図して，接合部パネルと梁の全塑性耐力との比率が 0.5 程度，接合部パネルと柱の全塑性
耐力との比率が 0.3 程度となるように設計されている。 
  NO.4 および NO.5 は，制御圧延によって製造された極厚Ｈ形鋼を柱に用いた実大試験体で
ある。各試験体は，柱および梁の断面寸法を同一とし，標準形式接合部パネルについて，接合
部形式（ノンスチフナ形式，水平スチフナ形式）のみを変化させている。両者の比較によって
水平スチフナの有無が極厚Ｈ形鋼柱の接合部パネルの弾塑性挙動におよぼす影響を明らかにす
る。この 2 体の試験体は，高層建物の柱および梁の断面の組合せを想定したものであり，柱が
弾性のまま，接合部パネルが降伏した後に，梁が降伏するように設計されている。なお，Ｈ形
断面柱は，柱フランジが軸力を負担することで接合部パネルに柱軸力がおよぼす影響が小さい
ことが知られており 3.8) ，いずれの試験体も柱軸力は導入していない。 
 
表 3.1  試験体一覧 
試験体 縮尺 柱※ 梁 接合部形式 
接合部 
パネル 
NO.1 
１/2 BH-250×250×14×14 BH-350×125×6×14 
水平スチフナ 
標 準 
NO.2 
ノンスチフナ 
NO.3 段違い 
NO.4 
実大 H-458×447×60×50 BH-655×255×16×32 
水平スチフナ 
標 準 
NO.5 ノンスチフナ 
  ※溶接組立Ｈ形断面柱はウェブとフランジを完全溶込み溶接する。 
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(c)NO.3 試験体  
図 3.2.1  NO.1～3 試験体（梁スパン：4000mm，柱支点間距離：2000mm） 
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(d)NO.4 試験体 (e)NO.5 試験体 
  
図 3.2.2  NO.4,5 試験体（梁スパン：7000mm，柱支点間距離：4000mm） 
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 (2) 素材の機械的性質 
 表 3.2 に使用鋼材の機械的性質を示す。試験体製作に用いた鋼板から JIS 5 号試験片を，ま
た， NO.4 および NO.5 の柱に用いた極厚Ｈ形鋼のフランジおよびウェブから JIS 1A 号試験片
を，それぞれ， 2 本ずつ採取して引張試験を行い，各試験結果の平均値を素材の機械的性質と
している。 
表 3.2  使用鋼材の機械的性質 
試験体 種類，部位 規 格 
板 厚 
(mm) 
降伏応力2) 
(N/mm2) 
引張強さ 
(N/mm2) 
降伏比 
(%) 
破断伸び 
(%) 
NO.1 
～ 
NO.3 
鋼 板 
PL-6 
SN490B 
6.15 399 568 70 34 
PL-14 14.2 352 528 67 43 
NO.4 
NO.5 
鋼 板 
PL-16 16.0 371 536 69 47 
PL-36 36.0 396 525 75 53 
NO.4 
NO.5 
Ｈ形鋼2) 
ウェブ 
T-CRS325B 
59.4 357 510 70 34 
フランジ 50.6 385 503 77 37 
  1)建築構造用490N/mm2級極厚Ｈ形鋼 H-458×447×60×50 
  2)下降伏点とする。 
 
 (3) 試験体製作 
 各試験体の梁端接合部は，工場溶接形式とし，ノンスカラップ工法 3.11) を採用している。ノ
ンスチフナ形式の試験体は，これ以外に柱梁接合部の鉄骨製作はない。水平スチフナ形式の試
験体の柱梁接合部の鉄骨製作は，鉄骨加工工場で通常採用されるディテールを再現しており，
その方法を示しておく。図 3.3 に NO.1 および NO.4 の水平スチフナの溶接施工方法を示す。
水平スチフナの板厚が比較的薄い NO.1 は，水平スチフナと柱フランジおよび柱ウェブとの溶
接を無開先の隅肉溶接としている。隅肉溶接のサイズは 7mm （１パス）とし，フラックス入
りワイヤ（YFW-C50DR ）を用いている。溶接の端末処理は，回し溶接とせず，水平スチフナ
の端面から約 5mm の位置を溶接始終端としている。柱フランジと柱ウェブとの交差部には，
スニップカット工法 3.11) を採用している。 NO.4 は，柱に極厚Ｈ形鋼を用いた試験体であり，
水平スチフナと柱フランジおよび柱ウェブとの溶接をともに完全溶込み溶接としている。溶接
ワイヤには，マグ溶接ソリッドワイヤ（ YGW18 ）を用いている。溶接施工は，柱フランジの
完全溶込み溶接を先行した後，ウェブ側の完全溶込み溶接を行っている。柱フィレット部には
スニップカット工法を採用し，柱ウェブ側の溶接始点は，フランジ側の溶接部の終点のクレー
ターを埋めるようにビードをラップさせている。 
 なお， NO.4 および NO.5 の柱に用いた極厚Ｈ形鋼は，大入熱溶接用の鋼材であり，専用の
溶接ワイヤを用いることで溶接入熱の上限を 60 kJ/cm ，パス間温度の上限を 500 ℃まで緩和し
て（通常は490N 級鋼に対し，溶接ワイヤに YGW18 を用いる場合で溶接入熱 40 kJ/cm 以下，
パス間温度 350 ℃以下）溶接施工を行っている。 
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(a)NO.1 試験体：無開先隅肉溶接（両面） 
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(b)NO.4 試験体：完全溶込み溶接 
図 3.3  水平スチフナの溶接施工 
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 (4) 載荷および計測方法 
 図 3.4 および図 3.5 に載荷および計測方法をそれぞれ示し，実験状況を写真 3.1 に示す。実
験は，試験体の上下の柱端部をピン・ローラー支持し，梁端に緊結した油圧ジャッキによって
逆対称荷重 P を与える形式で行い，試験体の各部に生じる変位を図中に示す変位計によって計
測する。本研究では，荷重および変形の指標として，層モーメントM ，層間変形角 θ ，接合部
パネルのせん断変形角 γ および γ によって生じる層間変形角 pθ をそれぞれ次式で定義する。 
  lPM = ，
h
dd
l
dd 4321 −−
+
=θ  (3.1),(3.2) 
  
cb d
dddd
ed
dddd
2)(2
12111098765 −+−+
−
−+−
=γ ， ( )ldhehd cbp ///1 −−−= γθ  (3.3),(3.4) 
ここに，db ：梁フランジの板厚中心間距離，dc ：柱フランジの板厚中心間距離， h ：柱の支点
間距離， l ：梁スパン（載荷点間距離）， e ：梁段差である。 
 
図 3.4  載荷方法 
 
  l   
  h   
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 載荷は， θ を制御変位として，漸増交番繰返し載荷を行う。載荷パターンは， 2/100rad およ
び 4/100rad および 6/100rad の片振幅でそれぞれ 2 回ずつ正負交番載荷を行なった後に，載荷装
置の変形限界まで単調載荷を行なうことを原則とした。 
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(a)標準形式接合部パネル (b)梁段違い形式接合部パネル 
図 3.5  計測方法 
 
 
写真 3.1  実験状況 
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3.2.2 実験結果 
 表 3.3 に実験結果一覧を示し，図 3.6 および図 3.7 に各試験体の層モーメント－層間変形角
関係（ M - θ 関係）および層モーメント－パネル層間変形角関係（ M -pθ 関係）をそれぞれ示
し，各試験体の最終破壊状況を写真 3.2 に示す。表中の e K f および e K p は， M - θ 関係および 
 M -pθ 関係の初期剛性をそれぞれ表し，e M1/3 は， M -pθ 関係の接線剛性が初期剛性の 1/3 に
なる時の荷重を， e M0.35 は，接合部パネルの0.35％オフセット耐力 
3.8) を， e Mu は，パネルモ
ーメント－パネルせん断変形角関係の骨格曲線が γ = 3 ％に達する時の荷重をそれぞれ表す。
ここに，e M1/3 ， e M0.35 および e Mu は，接合部パネルの降伏せん断耐力，全塑性せん断耐力およ
び終局せん断耐力に相当する荷重指標をそれぞれ定義したものである。また，各図中には，接
合部パネルの全塑性せん断耐力 Mpp ，梁の全塑性曲げ耐力 Mbp ，柱の全塑性曲げ耐力 Mcp およ
び骨組の弾性剛性計算値 c K f および梁端接合部の局部変形を考慮した接合部パネルの弾性剛性
計算値 c K p をそれぞれ示している。 
 いずれの試験体も，大変形に至るまで安定した荷重－変形関係曲線が得られている。各試験
体は，接合部パネルが降伏して荷重－変形関係の剛性が低下した後， NO.4 および NO.5 は，
梁も全塑性耐力に達している。 
 
表 3.3  実験結果一覧（層モーメント表示） 
接合部 
形 式 
接合部 
パネル 
試験体 
剛性(kNm/rad) 荷重(kNm) 変形(rad) 
e K f e Kp e M1/3 e M0.35 e M u Σθ  θs Σγ  
隅肉スチフナ 
標 準 
形 式 
NO.1 39000 126000 259 269 403 0.77 0.11 0.74 
ノンスチフナ 
NO.2 39000 99000 240 279 368 0.79 0.11 0.81 
段違い NO.3 39100 128000 273 326 423 0.49 0.07 0.42 
従 来 
標 準 
形 式 
NO.4 396000 1614000 3168 4076 5615 1.21 0.16 0.64 
ノンスチフナ NO.5 395000 1277000 3792 4171 5481 1.36 0.18 0.84 
  1)層モーメント－層間変形角関係の初期剛性，NO.1は 1 サイクル目の除荷勾配※。 
  2)層モーメント－パネル層間変形角関係の初期剛性，NO.1は 1 サイクル目の除荷勾配*)。 
  3)実験降伏耐力，4)接合部パネルの0.35％オフセット耐力 
  5)実験終局耐力（層モーメント表示） 
  6)骨組の累積塑性層間変形角，7)M-θ 関係の骨格曲線の最大変形角 
  8)接合部パネルの累積塑性せん断変形角 
  ※計測装置トラブルで載荷初期の変位が計測されていない。 
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 以下に，各試験体の荷重－変形関係および最終破壊状況について考察を加える。 
 (1) 水平スチフナの影響 
  NO.1 および NO.2 の荷重－変形関係を比較する。図 3.6 (b) に 2 つの試験体の M - θ 関係
を重ねて示している。これらの試験体は，柱および梁の断面寸法が等しく水平スチフナの有無
のみを実験変数としたものである。ノンスチフナ形式の NO.2 は，梁フランジ接合部の局部降
伏耐力が梁フランジの全断面降伏耐力と同程度になるように設計されている。いずれの試験体
も，安定した荷重－変形関係曲線が得られており，載荷装置の変形限界に達することで実験を
終了している。 2 つの試験体の M - θ 関係の弾性剛性は，ほぼ一致しており，接合部パネルが
降伏するまでの荷重－変形関係に差は見られない。パネル降伏後の荷重－変形関係は，水平ス
チフナの有無によって若干の差が生じており，ノンスチフナ形式の NO.2 は，水平スチフナ形
式の NO.1 に比べて，降伏後の耐力上昇が幾分小さくなっている。最終破壊状況は，水平スチ
フナ形式の NO.1 が溶接部に生じた亀裂の進展が認められなかったのに対し，ノンスチフナ形
式の NO.2 は，梁フランジ溶接部の背側中央の柱フランジと溶接金属との界面に生じた亀裂が
熱影響部に沿って柱フランジ側に進展している。 
 (2) 梁段違いの影響 
  NO.2 および NO.3 の荷重－変形関係を比較する。図 3.6 (c) に 2 つの試験体の M - θ 関係
を重ねて示している。これらの試験体は，柱および梁の断面寸法が等しく，ノンスチフナ形式
について，梁段違いの有無を実験変数としたものである。いずれの試験体も，梁フランジ接合
部の局部降伏耐力が梁フランジの全断面降伏耐力と同程度になるように計画されており，接合
部パネルの全塑性せん断耐力が梁の全塑性曲げ耐力の 1/2 程度となるように設計されている。 
いずれの試験体も，安定した荷重－変形関係曲線が得られている。 2 つの試験体の M - θ 関係
の弾性剛性は，ほぼ一致しており，接合部パネルが降伏するまでの荷重－変形関係に差は見ら
れない。パネル降伏後の荷重－変形関係には，梁段差の有無によって若干の差が生じており，
標準形式接合部パネルの NO.2 に比べて，梁段違い形式接合部パネルの NO.3 は，左右の梁が
交差する部分の接合部パネルがせん断降伏した後も弾性域にある左右の梁端が直線性を保とう
とすることで，全塑性耐力が 1.2 倍程度に上昇しており，また，パネル降伏後の耐力上昇率も
大きくなっている。最終破壊状況は，標準形式接合部パネルの試験体である NO.2 が載荷装置
の変形限界に達することで実験を終了したのに対し，梁段違い形式接合部パネルの NO.3 は，
梁フランジ側溶接部の近傍で柱フランジの中央部に亀裂が生じて荷重が低下している。 
 (3) 水平スチフナの影響（極厚Ｈ形鋼） 
  NO.4 および NO.5 の荷重－変形関係を比較する。図 3.6 (e) には 2 つの試験体の M - θ 関
係を重ねて示している。これらの試験体は，柱および梁の断面寸法が等しく水平スチフナの有
無を実験変数としたものである。柱に実大の極厚Ｈ形鋼を用いたものであり，ノンスチフナ形
式の NO.5 は，梁フランジ接合部の局部降伏耐力が梁フランジの全断面降伏耐力を上回るよう
に計画されている。いずれの試験体も，安定した荷重－変形関係曲線が得られており，最終的 
 - 3. 12 - 
 
 
に， NO.4 は層間変形角± 1/10rad の振幅での繰返し載荷の 2 周目， NO.5 は，同じ振幅での
繰返し載荷の 3 周目で，それぞれ，梁フランジ溶接部の延性的な破断が起こり，実験最大耐力 
が決定している。 2 つの試験体の M - θ 関係の弾性剛性は，ほぼ一致しており，接合部パネル
が降伏するまでの荷重－変形関係に差は見られない。また，パネル降伏後の挙動にも大きな差
は見られず， 2 つの試験体の荷重変形関係は，ほぼ一致している。柱フランジの板厚が厚く，
水平スチフナの有無が接合部パネルの挙動に及ぼす影響は限定的なものとなっている。最終破
壊状況にも差は見られず，いずれの試験体も，大変形域で梁フランジ溶接部の肩側中央に生じ
た延性亀裂が繰り返し載荷とともに梁フランジの熱影響部に沿って進展しており，最終的に梁
フランジ側で延性的な母材破断が生じている。 
 (4) ノンスチフナ形式の溶接部破断 
 前述のとおり，梁が弾性のまま，接合部パネルのみが塑性化するように計画されたノンスチ
フナ形式の試験体は，梁フランジ溶接部において延性亀裂を起点とした柱フランジの破断が確
認されている。ただし，亀裂の発生点は，応力が集中する梁フランジと柱ウェブの交差部であ
り，幾何学的には安定した位置に生じる延性亀裂であるため，早期に脆性的な破断に転化する
現象は見られなかった。なお，本実験に用いた極厚Ｈ形鋼の母材性能および溶接継手性能を付
１に示している。 
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(a)NO.1（水平スチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
図 3.6  層モーメント－層間変形角関係（ M - θ 関係） 
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(b)NO.2（ノンスチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
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(c)NO.3（ノンスチフナ形式，梁段違い形式接合部パネル） 
図 3.6  層モーメント－層間変形角関係（ M - θ 関係） 
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(d)NO.4（水平スチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
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(e)NO.5（ノンスチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
図 3.6  層モーメント－層間変形角関係（ M - θ 関係） 
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(a)NO.1（水平スチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
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(b)NO.2（ノンスチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
図 3.7  層モーメント－パネル層間変形角関係（ M - θ p 関係） 
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(c)NO.3（ノンスチフナ形式，梁段違い形式接合部パネル） 
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(d)NO.4（水平スチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
図 3.7  層モーメント－パネル層間変形角関係（ M - θ p 関係） 
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(e)NO.5（ノンスチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
図 3.7  層モーメント－パネル層間変形角関係（ M - θ p 関係） 
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(a)NO.1（水平スチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
  
(b)NO.2（ノンスチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
  
(c)NO.3（ノンスチフナ形式，梁段違い形式接合部パネル） 
写真 3.2  試験体の最終破壊状況 
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(d)NO.4（水平スチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
 
(e)NO.5（ノンスチフナ形式，標準形式接合部パネル） 
写真 3.2  試験体の最終破壊状況 
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3.3 パネルせん断耐力の評価 
 図 3.8 に接合部形式（水平スチフナ形式，ノンスチフナ形式）のみを変化させた試験体のパ
ネルせん断力－せん断変形角関係（Q-γ 関係）の骨格曲線の比較を例示する。前述のように，
接合部パネルの弾性挙動に水平スチフナの有無がおよぼす影響は小さく，全塑性耐力に達する
までの 2 つの試験体のQ-γ 関係はほぼ一致している。この実験結果より，ノンスチフナ形式の
接合部パネルの降伏耐力および全塑性耐力は，日本建築学会「鋼構造接合部設計指針｣ 3.8) の水
平スチフナ形式に対する耐力評価式を準用して評価できることが解る。以下では，接合部パネ
ルの降伏耐力および全塑性耐力の評価式についてその概要を示し，実験結果と計算結果との対
応関係を確認しておく。 
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図 3.8  パネルせん断力－せん断変形角関係 
（ Q-γ 関係，NO.4およびNO.5の比較） 
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p 
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 (1) 降伏耐力 
 接合部パネルの各部に作用するせん断力は，柱および梁端部に作用する曲げモーメントおよ
びせん断力より，(3.5)および(3.6)式によって算定することができる。 
標準形式：   2
LcUc
bL
Lb
bH
Hb
dA
QQ
d
M
d
M
Q
+−+=  (3.5) 
梁段違い形式： 2
LcUc
bL
Lb
bH
Hb
dA
QQ
d
M
d
M
Q
+−+= ， 2
LcUc
bH
Hb
dB
QQ
d
M
Q
+−= ， 
        2
LcUc
bL
Lb
dC
QQ
d
M
Q
+−=  (3.6a,b,c) 
 梁段違い形式の接合部パネルは，図 3.9 に示すように，接合部パネルの各部に作用するせん
断力の大きさが変化するが，最大せん断力は，梁段違いの有無によらず，柱梁接合部の左右の 
梁が交差する部分（図中の斜線部）に生じる。すなわち，接合部パネルの降伏耐力は，梁の段
違いの有無によらず，上記の QdA について評価すればよい。接合部パネルモーメントは次式に
よって評価する 3.8) 。この式は，(3.6a) 式の両辺に梁せいの低い側の梁フランジの板厚中心間
距離 dbL を乗じて QdA を曲げモーメントのかたちで表示したものである。 
( )
2
bL
LcUcLb
bH
bL
Hbp
d
QQM
d
d
MM +−+=  (3.7) 
 接合部パネルの降伏耐力 M py は，次式によって評価する 
3.8) 。この式は，柱梁接合部に作
用する軸力の影響がミーゼスの降伏条件の 21 pn−  を乗ずることで，パネルのせん断応力度分
布の影響を形状係数 κ によってぞれぞれ考慮されている。 
3
1 2 ycwp
eL
py n
V
M
σ
κ
−= ， pbLceL tddV ⋅⋅= ，
ccpf
ccpf
Bdtt
Bdtt
6//
4//
+
+
=κ  (3.8a,b,c) 
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(a)標準形式 (b)梁段違い形式 
図 3.9  接合部パネルに作用するせん断力 
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図3.10 パネルのせん断応力分布 図3.11 Ｈ形鋼の形状と κ の関係 
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 (2) 全塑性耐力 
 接合部パネルの全塑性耐力 M pp は，次式によって評価する 
3.8) 。梁段違い形式接合部パネル
の M pp は，学会指針の片側段違い形式接合部パネルの考え方に従って両側段違い形式接合部パ
ネルの全塑性耐力を定式化したもので，(3.11)式で得られる接合部パネルのせん断耐力の崩壊
荷重を安全側に簡略化したものである。 
標準形式  ：
3
ycw
pbcpp tddM
σ
⋅⋅=  (3.9) 
梁段違い形式： ( ) ybf
ycw
pbcpp NeteddM ⋅+⋅−⋅= 23
σ
 (3.10) 
hedld
hdld
d
e
N
d
ed
tdQ
bc
bc
b
ybf
b
b
ywccp //1
//1
2
)( −−−
−−






+
−
⋅⋅= τ  (3.11) 
 図3.12に梁の段違いの有無のみを変化させた試験体のパネルせん断力－せん断変形角関係の
骨格曲線（Q-γ 関係）を上記の Qp で無次元化して示す。(3.11)式は，e = 0 とした場合には
標準形式接合部パネルの全塑性せん断耐力となる。 2 つの試験体の無次元化 Q-γ 関係は，全塑
性耐力以降でほぼ一致しており， Qp は梁段差の有無によらず，全塑性耐力のよい指標となっ
ている。 
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図3.12 NO.2およびNO.3のQ-γ 関係の比較 
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 (3) 実験値と計算値の比較 
 表 3.4 に，接合部パネルの降伏耐力の実験値と計算値の比較を示す。接合部パネルの降伏耐
力の実験値と計算値の比は，0.86～1.03（平均値0.94，標準偏差0.09）であり，実験値は，水
平スチフナの有無によらず，計算値によって精度よく評価することができている．また，0.35
％オフセット耐力と全塑性耐力の計算値の比は，0.88～1.05（平均値0.96，標準偏差0.07）で
あり，水平スチフナの有無によらず，実験値と計算値はよい対応関係を示している． 
 なお，文献3.9)では，10体の水平スチフナ形式について実験を行い，各試験体の実験降伏耐
力と計算耐力の比が0.79～1.17（平均値0.96，標準偏差0.12）であることが報告されている。
また，日本建築学会「鋼構造接合部設計指針｣ 3.8) では，標本数51体の実験結果について0.35％
オフセット耐力と計算耐力の比が0.84～1.22（平均値0.97，標準偏差0.09）であることが示さ
れており本実験においても，これらと同等の結果が得られている。 
表 3.4 接合部パネルの耐力（M-θ 関係，単位 kNm） 
接合部 
形 式 
試験体 
実験 計算 比較 
eMpy
1)
 eM0.35
2)
 Mpy
3) Mpp4) 
eMy
 Mpy
 
eM0.35
 Mpp
 
スチフナ NO.1 259 269 277 296 － 
平均値 
0.94 
標準偏差 
0.09 
0.91 
平均値 
0.96 
標準偏差 
0.07 
ノンスチフナ 
NO.2 240 279 277 296 0.86 0.94 
NO.3 273 326 277 369 0.99 0.88 
スチフナ NO.4 3168 4076 3679 3957 0.86 1.03 
ノンスチフナ NO.5 3792 4171 3679 3957 1.03 1.05 
  1)実験降伏耐力（層モーメント表示） 
  2)パネルの0.35％オフセット耐力（層モーメント表示） 
  3)(3.8)式による接合部パネルの降伏耐力の計算値（層モーメント表示） 
  4)(3.9)式および(3.10)式による接合部パネルの全塑性耐力の計算値（層モーメント表示） 
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3.6 ノンスチフナ形式の剛性評価 
 第 2 章で提案した梁フランジ接合部の局部剛性（(2.31)式）を用いて，ノンスチフナ形式の
梁端接合部の回転剛性 j Kθ を次式によって評価する。(3.12)式中の φ は，次項に示すＦＥＭ解
析結果をもとに定めた調整係数であり，水平荷重時には， 
  
2)( bbfjj tHKK −⋅= φθ  （3.12) 
  
2
)(5.2
/c
wfbfj H
E
tttK +=  (2.31)再掲 
 j Kf ：梁フランジ接合部の局部剛性 
 Hb ：梁せい， tb ：梁フランジの板厚 
 φ ：柱梁接合部の形状とモーメント状態に関する係数で，柱梁接合部の左右の梁端接合 
   部に対称モーメントが作用する場合は 1 ，逆対称モーメントが作用する場合は 2 と 
   する。 
 Hc ：柱せい， tf ：柱フランジの板厚， tw ：柱ウェブの板厚 
 E ：鋼材のヤング係数（=205,000N/mm2） 
 
梁
柱
柱
接合部パネル
j Kθ
梁
j Kθ rigid
tw
tb
P P
t f
Hc/2 Lj
 
図 3.13 ノンスチフナ形式の梁端接合部の回転剛性 
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図 3.14 十字骨組のFEM解析結果の弾性剛性と計算値の比較（鉛直荷重） 
  
       (a)鉛直荷重時                 (b)水平荷重時 
図 3.15 十字骨組の鉛直荷重と水平荷重時のFEM解析結果 
（H-552×495×45×50，H1000×300×12×40，階高4000mm，スパン6000mm) 
σ/σmax
 
柱ウェブの応力分布（梁フランジ軸方向応力，梁フランジ板厚中心線上） 
図 3.16 十字骨組の鉛直荷重と水平荷重時のFEM解析結果 
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 表 3.5 に，各試験体の弾性剛性の実験値と計算値の比較を示す。表中の e Kf および e Kp は，
層モーメント－層間変形角関係および層モーメント－パネル層間変形角関係の実験弾性剛性を
表す。ノンスチフナ形式の試験体の全体変形の計算値に梁フランジ接合部の局部変形の計算値
が占める割合は，NO.2が10％程度， NO.5 が 4 ％であり，実験結果においても，水平スチフナ
の有無を実験変数としたNO.1およびNO.3，NO.4およびNO.5 の骨組全体の実験剛性に大きな差
はみられない。 M - θ 関係の実験剛性と計算剛性の比は，0.94～1.10（平均値1.01，標準偏差
0.04）であり，接合部形式によらず，計算剛性は実験値を精度よく評価できている。 
 なお， M-pθ 関係の実験剛性と計算剛性の比は，0.66～0.93（平均値0.79，標準偏差0.10）
であり， M - θ 関係に比べてばらつきが大きい。パネルの実験剛性は，パネル対角の伸び変形
をもとに接合部に生じるせん断変形を計測するものであるが。「接合部設計指針」に示されて
いるように，接合部パネルの四隅の変位より求められる実験剛性を最大で40%程度過大評価す
る場合があり，本実験でもこの傾向が認められる。 
 
表 3.5  弾性剛性の実験値と計算値の比較（M－θ 関係，単位 kNm/rad） 
試験体 
実験値 計算値 M-θ 関係 
eKf
1) eKp
2) cKf
3) cKj+p
4) e
Kf
cKf
 
NO.1 39000 126000 39000 149000 0.99 
平均値 
1.01 
標準偏差 
0.04 
NO.2 39000 99000 36000 106000 1.10 
NO.3 39000 128000 40000 139000 0.98 
NO.4 396000 1614000 391000 1930000 1.01 
NO.5 396000 1277000 374000 1570000 1.06 
    1)層モーメント－層間変形角関係の初期剛性 
    2)層モーメント－パネル層間変形角関係の初期剛性 
    3)柱梁接合部の剛性の計算値で接合部パネルと梁端接合部の剛性より求める。 
    4)骨組の全体剛性の計算値 
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3.7 復元力特性のモデル化 
 文献 3.1) では，パネル枠組のせん断抵抗機構をモデル化し， γ が 0.03rad に達する時の接合
部パネルのせん断耐力 Qu を次式で評価する復元力特性の評価方法が提案されている。 
  pF
p
u m
Q
Q
6.31+=  （3.20) 
ここに， Qu は，接合部パネルの終局せん断耐力， Qp は，接合部パネルの全塑性せん断耐力
である。 F mp は，枠組部分の全塑性モーメントの和と接合部パネルの全塑性パネルモーメント
との比であり，次式で与えられる。 
bp
cpFbpF
pF dQ
MM
m
⋅
+
=
Σ )(  （3.20) 
4
2
ybfbfb
bpF
tB
M
σ⋅⋅
= ，
4
2
ycfcfc
cpF
tB
M
σ⋅⋅
=  （3.20) 
ここに， F Ｍbp および F Ｍcp は，それぞれ，梁フランジおよび柱フランジの全塑性モーメント
を表し，Σは全フランジの総和をとることを意味している。 bBf , btf, bσfy は，それぞれ，梁フ
ランジの幅，板厚および降伏点応力を表し， cBf , ctf, cσfy は，それぞれ，柱フランジの幅，板
厚および降伏点応力を表す。 
 水平スチフナ形式およびノンスチフナ形式の試験体の最終破壊状況を写真 3.3 に示す。写真
は，実験終了後の接合部パネルの残留変形であり，水平スチフナ形式は，板厚の厚い水平スチ
フナが梁フランジレベルに配置されているため，接合部パネルのせん断変形に追随して，柱フ
ランジおよび梁フランジに局所的な板曲げが生じている。一方，ノンスチフナ形式は，水平ス 
 
  
(a)NO.1                 (b)NO.2 
写真 3.3  接合部パネルの残留変形 
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チフナがないため，図3.17に示すように，接合部パネルの上下で柱フランジに局所曲げがフラ
ンジに局所的な板曲げが生じることでパネル周辺は接合部パネルの変形に追随することができ
る。このことから，ノンスチフナ形式の接合部パネルの終局せん断耐力を次式によって評価す
る。表 3.6 に実験終局耐力と計算値の比較を示し，図に水平スチフナ形式およびノンスチフナ
形式の復元力特性モデルと実験結果の骨格曲線との比較を示す。この方法による復元力特性モ
デルは，水平スチフナ形式と同等の精度で実験結果の荷重変形関係を再現できている。 
pF
p
u m
Q
Q ′+= 6.31 ，
bp
cpF
pF dQ
M
m
⋅
=′
Σ
 （3.21) 
 
    
(a)水平スチフナ形式    (b)ノンスチフナ形式 
図 3.17 パネル枠組のヒンジモデル 
 
表 3.6 接合部パネルの耐力（M-θ 関係，単位 kNm） 
接合部 
形 式 
試験体 
実験 計算 比較 
eMpy
1)
 eM0.35
2)
 Mpy
3) Mpp4) 
eMy
 Mpy
 
eM0.35
 Mpp
 
スチフナ NO.1 259 269 277 296 － 
平均値 
0.94 
標準偏差 
0.09 
0.91 
平均値 
0.96 
標準偏差 
0.07 
ノンスチフナ 
NO.2 240 279 277 296 0.86 0.94 
NO.3 273 326 277 369 0.99 0.88 
スチフナ NO.4 3168 4076 3679 3957 0.86 1.03 
ノンスチフナ NO.5 3792 4171 3679 3957 1.03 1.05 
  1)実験降伏耐力（層モーメント表示） 
  2)パネルの0.35％オフセット耐力（層モーメント表示） 
  3)(3.8)式による接合部パネルの降伏耐力の計算値（層モーメント表示） 
  4)(3.9)式および(3.10)式による接合部パネルの全塑性耐力の計算値（層モーメント表示） 
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図 3.18 パネル枠組の変形モデル 
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3.7 まとめ 
 第 3 章では，部分架構実験によってノンスチフナ形式の接合部パネルの弾塑性挙動を調べ，
実験結果を基に剛性および耐力評価式を提案し，復元力特性をモデル化した。一連の検討結果
を以下にまとめる。 
・ノンスチフナ形式の接合部パネルは，従来の水平スチフナ形式と同様に，非常に安定した荷
重－変形関係を示し，0.4radを超える累積塑性回転角が得られた。 
・パネルの弾性挙動にスチフナの有無がおよぼす影響は小さく，水平スチフナの有無を実験変
数とした試験体の弾性剛性，降伏耐力および全塑性耐力に有意な差は見られない。 
・ノンスチフナ形式の接合部パネルは，パネル枠組の一部を構成する水平スチフナがないため
水平スチフナ形式に比べて接合部パネルが全塑性耐力に達した後の耐力上昇が小さくなる。 
・ノンスチフナ形式の接合部パネルの降伏耐力および全塑性耐力は，水平スチフナ形式の耐力
評価式をによって推定することができる。 
・第 2 章で提案した梁フランジ接合部の局部剛性（(2.31)式）を用いて，ノンスチフナ形式の
の梁端接合部の回転剛性の評価式（(3.12)式）を提案した。提案式は，水平スチフナがない
ことによる梁端接合部の弾性剛性の低下を精度よく評価することができる。 
・水平スチフナ形式に対する既往の研究を参考として，ノンスチフナ形式の接合部パネルの周
辺枠組のせん断抵抗機構を考え，復元力特性復元力特性をモデル化した。提案式は，水平ス
チフナがないことによるパネル二次勾配の低下を再現することができる。 
・ノンスチフナ形式の試験体は，梁フランジ溶接部において延性亀裂を起点とした柱フランジ
の破断が確認された。ただし，亀裂の発生点は，応力が集中する梁フランジと柱ウェブの交
差部であり，幾何学的には安定した位置に生じる延性亀裂であるため，早期に脆性的な破断
に転化する現象は見られなかった。 
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第 4 章 スチフナのすみ肉溶接継目 
4.1 はじめに 
 図 4.1 に研究対象を示す。この章では，Ｈ形断面柱の弱軸方向に筋かいなどが接合される部
分を補強する水平スチフナについて，Ｈ形断面柱と水平スチフナの溶接方法を隅肉溶接とする
場合の設計法を検討する。この形式の接合部では，水平スチフナに作用する引張力は，水平ス
チフナと柱ウェブの溶接部（前面すみ肉溶接継目）および水平スチフナと柱フランジの溶接部
（側面すみ肉溶接継目）の併用継目 4.1) としてＨ形断面柱に伝達される。しかし，前面すみ肉
溶接継目は，柱ウェブの面外剛性によって応力を伝達する機構となるため，柱ウェブの板厚が
薄い場合には，溶接線の中間部が有効に応力を負担しない可能性があり，これを考慮した溶接
継目の耐力評価式が必要である。 
 上記を研究課題として，次の 4.2 節では，単純模型実験によってＨ形断面柱と水平スチフナ
のすみ肉溶接部の耐荷能力を調査する。 4.3 節では，実験で確認された破壊状況を基に接合部
の崩壊機構を仮定し，極限解析よってその崩壊荷重を得る。 4.4 節では，崩壊機構に基づき接
継目の耐力評価式（前面溶接継目の有効長さ）を提案する。 
 
前面すみ肉溶接継目
側面すみ肉溶接継目
荷重方向
 
 
図 4.1  研究対象 
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4.2 単純模型実験 
4.2.1 実験方法 
 (1) 試験体 
 表 4.1 に試験体一覧を示し，図 4.1 に各試験体の形状および寸法を示す。試験体は，Ｈ形断
面柱の内法部分の片側に水平スチフナを溶接した柱弱軸方向用の水平スチフナの接合部の部分
模型であり，計 5 体について実験を行う。 
  NO.1～NO.4 は，柱に溶接組立てＨ形断面を用いた試験体であり，柱フランジおよび水平ス
チフナの板厚を一定としている。この中， NO.1 および NO.2 は，柱ウェブの板厚を同一とし
て水平スチフナのすみ肉溶接のサイズを変化させている。また， NO.2～NO.4 は，すみ肉溶接
のサイズを同一とし，柱ウェブの板厚を変化させている。 NO.5 は，水平スチフナのすみ肉溶
接の性能を実構造物の規模で調べるためのもので，柱に圧延Ｈ形鋼を用いている。 
 
表 4.1  試験体一覧 
試験体 縮 尺 
柱1) 
(SN490B) 
水平スチフナ 
(SN490B) 
すみ肉溶接2) 
NO.1 
1/2 
BH-250×250× 9×14 
PL-19 
S=9 bw=102 
NO.2 
S=7 
bw=104 
NO.3 BH-250×250×14×14 bw=101 
NO.4 BH-250×250×19×14 bw= 99 
NO.5 実 大 H-502×475×25×25 PL-40 S=11 bw=204 
1)溶接組立Ｈ形断面は，ウェブとフランジを完全溶込み溶接する。 
2) S : 隅肉溶接のサイズ(mm)，bw: 柱フランジ側の隅肉溶接部の片幅(mm，図 4.1 参照) 
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図 4.1.1  NO.1 形状および寸法 
 
図 4.1.2  NO.2 形状および寸法 
 
図 4.1.3  NO.3 形状および寸法 
b
w
=
10
3
.5
 
b
w
=
10
1 
b
w
=
10
1
.5
 
 -4.4- 
 
 
図 4.1.4  NO.4 形状および寸法 
 
図 4.1.5  NO.5 形状および寸法 
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 (2) 素材の機械的性質 
 表 4.2 に，使用鋼材および水平スチフナのすみ肉溶接の溶接金属の機械的性質を示す。試験
体の製作に用いた鋼材から JIS 5 号試験片を，溶接金属から直径 3 ㎜の丸棒試験片を 2 本ずつ
採取して引張試験を行い，各試験結果の平均値を素材の機械的性質として示している。試験片
を採取したすみ肉溶接は，水平スチフナに用いた鋼板および溶接ワイヤの残材を用いてＴ形隅
肉溶接継手を製作したものである。 
 
表 4.2  使用鋼材および溶着金属の機械的性質 
試験体 種 類 規 格 
板 厚 
(mm) 
降伏応力3) 
(N/mm2) 
引張強さ 
(N/mm2) 
降伏比 
(%) 
破断伸び 
(%) 
縮 尺 
試験体 
鋼 板 
PL-9 
SN490B 
9.0 405 593 68 36 
PL-12 12.0 361 535 67 41 
PL-14 14.0 403 566 71 41 
PL-19 19.0 371 549 67 46 
実 大 
試験体 
鋼 板 PL-32 31.5 368 534 69 53 
Ｈ形鋼1) 
ウェブ 
SM490A 
24.7 411 553 74 49 
フランジ 24.5 407 559 73 49 
縮 尺 隅 肉 
溶 接 
溶 接 
金 属 
YFW-C50DR 72) 525 683 77 18 
実 大 YGW18 122) 503 654 77 18 
1)H-502×475×25×25 
2)試験片を採取した隅肉溶接のサイズ 
3)鋼材は下降伏点とし，溶着金属は0.2％オフセット耐力とする。 
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 (3) 載荷および計測方法 
 図 4.2 および図 4.3 に実験方法を示す。実験は，水平スチフナの直近で柱フランジを支持し
て水平スチフナにに引張荷重 P を与える形式で行う。縮尺試験体は，載荷点（水平スチフナ接
合部の裏側）のウェブと支持点の柱フランジの相対変位を図中に示す変位計 d 1 ～ d 5 によって
計測する。実大試験体は，載荷点と柱フランジ端部の相対変位を図中に変位計 d 1 ， d 2 によっ
て計測する。本実験では，柱弱軸方向の梁フランジ接合部の変形指標として，局部変形 u を次
式によって定義する。 
縮尺試験体 : 
4
5432
1
dddd
du
+++
−= ，実大試験体 : 
fb
b
AE
LPdd
u
⋅
⋅
−
+
=
2
21
 (4.1),(4.2) 
ここに， E  : ヤング係数（ 205000N/mm）， b A f  : スチフナの余長部の断面積，Lb  : 計測点間
の梁フランジの長さである。なお，  b A f および Lbには，試験体の実測値を用いる。 
d4(d5)d2(d3)
125 125 d1 d4(d5)d2(d3)
P
P/2 P/2
P
 
図 4.2  縮尺試験体の実験方法（5000kN引張試験装置） 
d1
d2
d1(d2)
Lb=450
Lb=450
(試験部)P P
P P
 
図 4.3  実大試験体の実験方法（10000kN引張試験機） 
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4.2.2 実験結果 
 (1) 実験結果一覧および荷重－変形関係 
 表 4.3 に実験結果一覧を示し，図 4.4 に各試験体の荷重－局部変形関係を示す。表中の e K u
は，荷重－局部変形関係の初期剛性を，e P1/3 は，荷重－局部変形関係の接線剛性が初期剛性の 
 1/3 になる時の荷重を， e Pm は，実験最大耐力をそれぞれ表す。ここに，e P1/3 は，水平スチフ
ナの溶接部の降伏耐力の指標として定義したものである。また，各図中には，接合部の崩壊荷
重 w  Pp （ (3.4) 式），降伏耐力 Ry （ (3.5) 式）および最大耐力 Ru （ (3.6) 式）の計算値を
あわせて示す。いずれの試験体も，安定した荷重－局部変形関係を示しており，すみ肉溶接の
破断が生じることで実験を終了している。各試験体の実験最大耐力と降伏耐力の比 ePm/eP1/3 は
1.24～1.40である。 
 
 
表 4.3  実験結果一覧 
試験体 縮 尺 
剛性 耐力 変形 
破 壊 
部 位 e Ku
1) 
(kN/mm) 
e P1/3
2) 
(kN) 
e Pm
3) 
(kN) 
e  Pm
 e  P1/3
 
u1/3
4) 
(mm) 
um
5) 
(mm) 
um
 u1/3
 
NO.10 
略1/2 
2132 991 1350 1.36 0.61 2.8 4.6  
隅 肉 
溶 接 
NO.11 2073 861 1160 1.35 0.51 1.7 3.4  
NO.12 2220 981 1376 1.40 0.56 2.1 3.9  
NO.13 2728 1163 1550 1.33 0.57 1.7 3.0  
NO.14 実 大 4414 3316 4116 1.24 0.94 2.4 2.6  
1)e Ku : 荷重－局部変形関係の初期剛性 
2)e P1/3 : 実験降伏耐力 
3)e Pm : 実験最大耐力， 
4)u1/3 : e P1/3時の局部変形 
5)um  : e Pm時の全体変形 
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図 4.4.1  NO.1 荷重－局部変形関係 
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図 4.4.2  NO.2 荷重－局部変形関係 
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図 4.4.3  NO.3 荷重－局部変形関係 
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図 4.4.4  NO.4 荷重－局部変形関係 
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図 4.4.5  NO.5 荷重－局部変形関係 
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 (3) 破壊状況 
 各試験体の最終破壊状況を写真 4.1 に示す。いずれの試験体も，水平スチフナの柱ウェブ側
（前面すみ肉溶接継目）の一部および柱フランジ側のすみ肉溶接部（側面すみ肉溶接継目）が
破断して実験最大耐力が決定している。いずれの試験体も，柱ウェブに面外曲げによる残留変
形が認められる。前面すみ肉溶接の破断が柱ウェブの面外曲げ変形をともなうものであるため
いずれの試験体も，破断は延性的に生じている。  
   
(a)NO.1                (b)NO.2 
   
(c)NO.3                (d)NO.4 
 
(e)NO.5 
写真 4.1  試験体の破壊状況（ x は崩壊機構の変数を表す） 
 x=28mm  
 x=35mm  
 x=62mm  
 x=90mm  
 x=128mm  
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4.3 極限解析による崩壊荷重の導出 
 Ｈ形断面柱と水平スチフナとの接合部に，図 4.5 に示す崩壊機構を仮定し，崩壊荷重 wPp を
得る。この崩壊機構は，試験体の最終破壊状況を模したものであり，柱ウェブの面外変形をと
もなって，側面すみ肉溶接継目および前面すみ肉溶接継目の一部に不連続線が生じると仮定し
たものである。変数 x および κ は，次式を最小にする正数とする。 






++−
⋅
+⋅+−+





−×= πκ
πκκ
σ
σσ 22
3
2
)(log
42
)(
3
4
43
4.12 e
jd
ycw
ysys
pw x
d
x
t
trba
x
r
xaP  (4.3) 
ここに， a ：水平スチフナの隅肉溶接部の有効のど厚でサイズの 0.7 倍とする。 cσ y ：柱の降
伏応力， bσ y ：梁の降伏応力， sσ y ：すみ肉溶接の降伏応力である。 
κ･x
κ･x
x x
djr/2 r/2
r
b3
x-r/2 x-r/2
tw
td
S+5㎜
前面隅肉溶接
側面隅肉溶接
柱ウェブ降伏線
 
図 4.5  柱弱軸方向の梁フランジ接合部に仮定した崩壊機構 
 
 表 4.4 に降伏耐力および最大耐力の実験値と崩壊荷重の計算値の比較を示す。表中の wPu は 
 wPp の降伏応力を引張強さに置換して求めた最大耐力の計算値を表す。写真 3.1 に，各試験体
の実測板厚および素材試験結果の降伏応力を用いて求めた変数 x の値を示す。降伏耐力の実験
値と崩壊荷重の計算値との比 eP1/3/wPp は，平均値：1.00，標準偏差：0.07（0.91～1.07）であ
る。実験値は，柱ウェブの板厚が厚く面外変形領域（κ･x ）が大きくなる場合に計算値を下回
る傾向にある。この要因として，前面隅肉溶接継目の剛性に比べて柱ウェブの面外曲げ剛性が
小さく，隅肉溶接継目が降伏する時に柱ウェブに崩壊機構が十分に形成されていない場合があ 
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ることが挙げられる 4.1) 。また，最大耐力の実験値と最大荷重の計算値の比 ePu/wPu は，平均
値：0.97，標準偏差：0.07（0.87～1.06）であり，降伏耐力と同様に，実験値は，柱ウェブの
板厚が厚い場合に計算値を下回る傾向にある。 
 
表 4.4  降伏耐力および最大耐力の実験値と崩壊荷重の計算値の比較 
試験体 
崩壊機構 実験値 計算値 実験値/計算値 
x 
(mm) 
κ 
(－) 
e P1/3
1)
 
(kN) 
e Pm
2)
 
(kN) 
w Pp
3)
 
(kN) 
w Pu
4) 
(kN) 
e P1/3
 w Pp
 
e Pu
 w Pu
 
NO.1 28 2.4 991 1350 955 1303 1.04 
平均値 
1.00 
標準偏差 
0.07 
1.04 
平均値 
0.97 
標準偏差 
0.07 
NO.2 33 2.2 861 1160 802 1096 1.07 1.06 
NO.3 61 1.5 981 1376 1052 1427 0.93 0.96 
NO.4 90 1.1 1163 1550 1277 1775 0.91 0.87 
NO.5 126 1.5 3316 4116 3236 4378 1.02 0.94 
1)eP1/3 ：実験降伏耐力，P-u 関係の接線剛性が eKu の 1/3 になる時の荷重とする。 
2)ePm ：実験最大耐力 
3)wPp ：崩壊荷重，水平スチフナの隅肉溶接部の降伏応力は，素材試験結果の水平スチフ 
    ナの母材と溶着金属の降伏応力の平均値とする。 
4)wPu ：最大荷重の予測値， wPp の降伏応力を引張強さに置換して計算する。 
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4.4 溶接継目の設計式の提案 
 前節に示すように，柱ウェブの板厚が厚い場合に降伏耐力および最大耐力の実験値は，崩壊
荷重 wPp および最大荷重 wPu の計算値を下回ることから， wPp の構成要素のうち面内抵抗要素
である水平スチフナのすみ肉溶接部の耐力のみを用いて降伏耐力および最大耐力を算定する。
すなわち，降伏耐力 Ry は， (4. 4 ) 式により，最大耐力 Ru は， (4. 4 ) 式の降伏応力を引張強
さに置換した (4. 5 ) 式によってそれぞれ評価する。 
)(
3
4
43
4.12 3
2
rba
x
r
xaR ysysy −+





−×=
σσ
 (4.4) 
)(
3
4
43
4.12 3
2
rba
x
r
xaR ususu −+





−×=
σσ
 (4.5) 
ここに， x は， wPp に最小値を与える正数とする。 
 
 表 4.5 に降伏耐力および最大耐力の実験値と計算値の比較を示す．降伏耐力の実験値と計算
値の比 eP1/3/Ry は，1.40～1.61（平均値1.50，標準偏差0.08）であり，実験値は計算値によっ
て安全側に評価することができている。また，最大耐力の実験値と計算値の比 ePm/Ru は，1.44
～1.55（平均値1.50，標準偏差0.04）であり， (4.5) 式は，実験で得られた併用継目の最大耐
力を安全側に評価することができており，溶接継目の耐力が作用応力を上回らないことを確認
する継目設計に用いることができる。 
表 4.5  降伏耐力および最大耐力の実験値と計算値の比較 
試 験 体 
実験値 計算値 実験値/計算値 
e P1/3
1)
 
(kN) 
e Pm
2)
 
(kN) 
Ry
3)
 
(kN) 
Ru
4) 
(kN) 
e P1/3
 Ry2
 
e Pm
 Ru2
 
NO.1 
隅 肉 
スチフナ 
形 式 
縮 尺 
試験体 
991 1350 705 937 1.40  
平均 
1.50 
標準偏差 
0.08 
1.44  
平均 
1.50 
標準偏差 
0.04 
NO.2 861 1160 577 767 1.49  1.51  
NO.3 981 1376 669 889 1.47  1.55  
NO.4 1163 1550 759 1008 1.53  1.54  
NO.5 実大 3316 4116 2057 2791 1.61  1.47  
1)e P1/3 ：実験降伏耐力， P - u関係の接線剛性が e K u の 1/3 になる時の荷重とする。 
2) e Pm ：実験最大耐力 
3)Ry ： (4. 4 ) 式による降伏耐力，水平スチフナの隅肉溶接部の降伏応力は，素材試験 
   結果の水平スチフナの母材と溶着金属の降伏応力の平均値とする。 
4)Ru ：(4. 5 ) 式による最大耐力，Ry の降伏応力を引張強さに置換して計算する。 
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4.5 まとめ 
 単純模型実験によってＨ形断面柱と水平スチフナのすみ肉溶接部の耐荷能力を調査し，実験
で確認された破壊状況を基に接合部の崩壊機構を仮定してその崩壊荷重を得て溶接継目の耐力
評価式を提案した。本章で得られた知見を以下にまとめる。 
・いずれの試験体も，実験最大耐力に至るまで安定した荷重－局部変形関係を示した。前面す
み肉溶接の破断が柱ウェブの面外曲げ変形をともなうものであるためいずれの試験体も，破
断は延性的に生じた。 
・降伏耐力の実験値と (3. 4 ) 式による計算値の比は1.40～1.61（平均値1.50，標準偏差0.08）
であり，実験値は計算値によって安全側に評価することができる。 
・最大耐力の実験値と (3. 5 ) 式による計算値の比は1.44～1.55（平均値1.50，標準偏差0.04）
であり，実験値は計算値によって安全側に評価することができる。 
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第 5 章 結論 
5.1 結 論 
 本研究は，従来の設計で必要とされている水平スチフナおよびダブラープレートを省略する
ことで，Ｈ形断面柱梁接合部の鉄骨製作を合理化し，設計自由度を向上させることを意図して
計画されたものである。本論では，そのベースとなる接合部設計法の確立に向けて，梁フラン
ジ接合部および接合部パネルの剛性評価式および耐力評価式を確立し，柱梁接合部の復元力特
性をモデル化した。本論で得られた結果を以下に纏める。 
 第 2 章では，ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部を研究対象とした。 2.2 節では，単純模
型実験によって梁フランジ接合部の局所的な弾塑性挙動を調査しており， 2.3 節では，単純模
型実験で確認された試験体の破壊状況を基に，梁フランジ接合部に複合型の新しい崩壊機構を
仮定し，極限解析によってその崩壊荷重を得た。また， 2.2 節で得た実験耐力と 2.3 節で得た
崩壊荷重との相関性に着目し， 2.4 節では，崩壊荷重に一律の係数を乗ずる形で，設計用の降
伏耐力および終局耐力の評価式を提案した。さらに， 2.5 節では，梁フランジ接合部の設計用
の弾性剛性の評価式を提案した。弾性剛性の評価式は，ノンスチフナ形式の柱梁接合部におい
て水平スチフナとして機能する柱ウェブの部分を板バネと見なして，その有効幅を単純模型実
験の結果から求めたものである。一連の検討の結論を以下にまとめる。 
・ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部は，最大耐力に達するまで安定した荷重－局部変形関
係を示す。 
・ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部は，梁フランジ接合部の終局耐力が梁フランジの全断
面降伏耐力を十分に上回るように設計することで，梁フランジの降伏が先行する接合部とす
ることができる。 
・ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部の破壊モードは，柱ウェブの局部降伏および柱フラン
ジの局部曲げが複合したモードとなる。その降伏耐力および終局耐力は，複合型の崩壊モー
ドを仮定して得られる崩壊荷重を基に推定できる。 
・ノンスチフナ形式の梁フランジ接合部は，水平スチフナがある場合に比べて弾性剛性が低下
する。弾性剛性は，柱梁接合部において水平スチフナとして機能する柱ウェブの部分を板バ
ネにモデル化することで推定できる。 
 
 第 3 章は，ノンスチフナ形式の接合部パネルを研究対象とした。 3.2 節では，部分架構実験
によって接合部パネルの弾塑性挙動を調査してており， 3.3 節では，部分架構実験の結果を基
に，ノンスチフナ形式の接合部パネルの降伏耐力および全塑性耐力が水平スチフナ形式の既往
の耐力評価式を準用して評価できることを示した。また， 3.4 節では，前章で提案した梁フラ 
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ンジ接合部の局部剛性の評価式を基に柱梁接合部の弾性剛性の評価式を提案し， 3.5 節では，
接合部パネルの復元力特性をモデル化した。一連の検討の結論を以下にまとめる。 
・ノンスチフナ形式の接合部パネルは，従来の水平スチフナ形式と同様に，非常に安定した荷
重－変形関係を示し，地震エネルギーの吸収部材として十分な塑性変形能力を有している。 
・パネルの弾性挙動にスチフナの有無がおよぼす影響は小さく，水平スチフナの有無を実験変
数とした試験体の弾性剛性，降伏耐力および全塑性耐力に有意な差は見られない。 
・ノンスチフナ形式の接合部パネルは，パネル枠組の一部を構成する水平スチフナがないため
水平スチフナ形式に比べて接合部パネルが全塑性耐力に達した後の耐力上昇が小さくなる。 
・ノンスチフナ形式の接合部パネルの降伏耐力および全塑性耐力は，水平スチフナ形式の耐力
評価式によって推定することができる。 
・ノンスチフナ形式の接合部パネルの復元力特性は，水平スチフナがないことを考慮してパネ
ルの周辺枠組をモデル化することで再現することができる。 
 
 第 4 章では，柱弱軸方向に筋かいなどの軸部材が接合される部分を補強するための水平スチ
フナについて，すみ肉溶接によって柱フランジと水平スチフナとの溶接を行うことを目的とし
て単純模型実験および極限解析を行い，溶接継目の耐力評価式を提案した。 
 
5.2 今後の課題 
 ノンスチフナ形式の接合部パネルは，優れた塑性変形能力を発揮した。しかし，梁フランジ
溶接部において延性亀裂を起点とした柱フランジの破断が確認された。ただし，亀裂の発生点
は，応力が集中する梁フランジと柱ウェブの交差部であり，幾何学的には安定した位置に生じ
る延性亀裂であるため，本研究では，早期に脆性的な破断に転化する現象は見られなかった。
このパネル周辺枠組の破断は，溶接部靭性の影響を強く受けるものであり，パネル崩壊型の骨
組の構造安全性を確実なものにするためには，破断防止のための鋼材の必要性能の明確化と，
溶接部破断防止に資する溶接施工法および溶接ディテールの確立が必要であり，これを今後の
研究課題とする。また，国外では，板厚が100mmを超える超厚肉の極厚Ｈ形鋼が使用される場
合があり，この場合に，本論で提案した各設計式が適用可能であるか検証を行う必要がある。
また，圧延Ｈ形鋼のウェブは，製造時の冷却課程で材軸方向に圧縮の残留応力を生じる部分で
あり，とくにウェブの薄いＨ形鋼について，本論文で提案した各設計式が適用可能であるかそ
の影響について検証を行う必要がある。また，本論文で提案した梁フランジ接合部の剛性評価
式は実験式でありこの部分の変形を大きめに評価する傾向がある。部分的な変形の過大評価は
実物におけるこの部分への応力集中を過小評価することになるため，剛性評価式の精度の向上
についても今後の課題として検討を行う。 
 
 - 1a. 1 - 
 
補足資料 試験体に用いた極厚Ｈ形鋼の母材性能性能および溶接継手性能 
1.1 母材試験 
 (1) 試験内容 
 表 1a.1 に試験内容を，表 1a.2 に供試材の適用規格をそれぞれ示す。部分架構実験の柱に用い
た極厚Ｈ形鋼について，化学成分分析，引張試験およびシャルピー衝撃試験を行なう。 
 
表 1a.1  試験内容（母材性能試験） 
試験項目 試験方向 
490N/mm2級H-458×447×60×50 
フランジ1) ウェブ2) フィレット3) 
化学成分分析 － ●4) 
引張試験 
( n = 3 ) 
丸棒 L/C ●5) ●6) ● 
全厚 L ● ● － 
絞り Z ● ● － 
衝撃試験 
( n = 3 ) 
0℃ 
L ●5) ●6) ● 
Z ●5) ●6) ● 
1) B/4 位置，2) H/4 位置，3)フィレット中心，4)溶鋼分析， 
5)厚さ t/4, t/2, 3t/4 位置，6)厚さ t/4, t/2 位置，7) t/4 位置 
 
表 1a.2  供試材 
種類 適用厚さ
※ 
(mm) 
適用寸法(mm) 
H×B t 1 t 2 r 
極厚Ｈ形鋼 60 458×447 60 50 22 
    ※ウェブとフランジの表示厚さの厚い方，試験片採取位置の表示厚さを表す。 
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 (2) 化学成分分析結果 
 表 1a.3 に化学成分分析結果を示す。供試材の材質は，溶接割れ感受性組成が低く抑えられて
いる。Ti 添加と N 低減によって，マグ溶接熱影響部靭性指標は 0.35 %である。 
 
表 1a.3  化学成分分析結果 
種類の記号 分 類 
規格値(%) 
C Si Mn P S Ceq1) PCM2) 
T-CRS325B 
規格値 ≦0.20 ≦0.55 ≦1.60 ≦0.03 ≦0.015 ≦0.40 ≦0.26 
レードル値 0.07 0.23 1.49 0.011 0.003 0.35 0.19 
1)Ceq ：炭素当量（=C+Mn/6+Si/24+Ni/40+Cr/5+Mo/4+V/14） 
2)PCM ：溶接割れ感受性組成（=C+Si/30+Mn/20+Ni/60+Cr/20+Mo/15+V/10+5B） 
 
 (3) 引張試験結果 
 表 1a.4 に引張試験結果を示す。全ての試験位置において圧延方向の降伏強さ，引張強さ，降
伏比，破断伸びおよび板厚方向絞り値の規格値を満足している。 
 
表 1a.4  引張試験結果 
試験片採取位置 
圧延方向1) 板厚方向 2) 
YS 3) 
(N/mm2) 
[325-445] 
TS 4) 
(N/mm2) 
[490-610] 
YR 5) 
(%) 
[≦80] 
EL 6) 
(%) 
[≧23] 
絞り値(%) 
[平均≧25] 
(個値≧15) 
フランジ B/4 
t/4 385 503 76.5 38.6 
76.3 
(76.9/74.9/77.0) 
t/2 385 502 76.7 38.6 
3t/4 386 511 75.6 37.4 
全厚 387 495 78.2 34.1 
ウェブ H/4 
t/4 357 510 69.9 37.4 
72.3 
(72.9/73.0/70.9) t/2 339 507 66.9 34.2 
全厚 359 491 74.0 34.2 
フィレット － 中心 333 503 66.2 35.1 － 
1)試験片：JIS Z 2201 4号(φ 14丸棒)，1A号(全厚)，2)試験片：JIS G 3199タイプa(φ 10丸棒
)，3)YS：降伏強さ，4)TS：引張強さ，5)YR：降伏比，6)EL：破断伸び， 
[]内は規格値を表す。 
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 (4) シャルピー衝撃試験結果 
 表 1a.5 に衝撃試験結果を示す。圧延，板厚方向共に全ての試験位置において高いシャルピー
吸収エネルギーを示している。 
 
表 1a.5  シャルピー衝撃試験結果（試験温度：0℃） 
試験片採取位置 
圧延方向1) 板厚方向2) 
vE03) 
(J) 
[≧70] 
破面率 
(%) 
 
vE0 
(J) 
[≧70] 
破面率 
(%) 
 
フランジ B/4 
t/4 307 0 192  41  
t/2 283 13 204  41  
3t/4 288 9 186  41  
ウェブ H/4 
t/4 240 31 186  48  
t/2 213 42 136  56  
フィレット － 中心 170 55 167  33  
1,2)試験片：JIS Z 2202 4号(2mmVノッチ)，3)vE0： 0 ℃シャルピー吸収エネルギー 
 
t1/4
t 2
/4
t 2
/4
ノッチ位置
B/4
H/4
Flange
Web
Fillet
    
t1/4
t 2
/4
t 2
/4
ノッチ位置
B/4
H/4
Flange
Web
Fillet
 
(a)圧延方向            (b)板厚方向 
図1a.1 シャルピー衝撃試験試験片の採取位置 
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 (5) 母材試験のまとめ 
 図 1a.2 に極厚Ｈ形鋼の母材試験結果を示す。供試材は，全ての試験位置において一様な引張
特性を示している。シャルピー吸収エネルギー（試験温度： 0 ℃）は，圧延方向および板厚方
向ともに70J 以上の高い値を示している。 
 
0
100
200
300
400
500
600
490(N/mm2)
325(N/mm2)
70( J )
Flange(B/4) Web(H/4) Fillet
t/4 t/2 3t/4 t/4 t/2 center
vE
0(
 J 
)，
Y
P
(N
/m
m
2 )
，
T
S(
N
/m
m
2 )
:TS(L)
:YP(L)
:vE0(L)
:vE0(Z)
:vE0(Ｌ)
*1)
 
図1a.2 母材試験結果一覧 
 
規格位置 
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1a.2 溶接継手試験 
 (1) 試験内容 
 表 1a.6 に試験内容の一覧を，表 1a.7 に各試験体の溶接条件(実績最大値)を，図 1a.3 に十字継
手試験片の採取位置を示す。各試験体梁フランジ-柱フランジ-ダイアフラム十字継手およびダ
イアフラム-柱ウェブ-ダイアフラム十字継手を採取して溶接継手性能を確認する． 
 
表1a.6 試験内容 
試験内容 
NO.1 NO.2 
B-CF-D1) B-CF-D 
B-CF側2) D-CF側3) B-CF側 D-CF側 
引張試験 
十字継手 ● ● 
溶接金属 ● ● ● ● 
溶接継手断面硬さ測定 ● ● ● ● 
シャルピー衝撃試験 ● ● ● ● 
1)梁フランジ－柱フランジ-ダイアフラム十字継手 
2)梁フランジ－柱フランジ溶接部，2)ダイアフラム-柱フランジ溶接部 
 
表1a.7 溶接条件（実績最大値） 
試験体 溶接部 
溶接条件 
開先形状 
パス数 
溶接入熱 
(kJ/cm) 
パス間温度 
(℃) 
NO.1 
B-CF 9 46.1 339 
35°35° 36mm32mm
6mm
B
6mm
DCF
 
D-CF 11 46.5 350 
D-CW1) 11 46.4 340 
NO.2 
B-CF 8 64.0 352 
35°35° 36mm32mm
6mm
B
6mm
DCF
 
D-CF 8 58.8 466 
D-CW 8 57.2 451 
1)ダイアフラム－柱ウェブ溶接部 
B-CF-D
B-CF-D
 
図 1a.3 試験片採取位置 
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 (2) 十字継手引張試験 
 表 1a.8 に十字継手引張試験結果を示す。いずれの試験体も，梁フランジまたはダイアフラム
の母材破断によって継手強度が決定している。継手強度は，母材の引張強さを十分に上回って
いる． 
 
表1a.8 十字継手引張試験結果 
試験体,継手 NO.1,B-CF-D NO.2,B-CF-D 
溶接部 B-CF(CO2/JIS) D-CF(CO2/JIS) B-CF(CO2/EZ) D-CF(CO2/EZ) 
入熱，パス間温度 46.1(kJ/cm),339(℃) 46.5(kJ/cm),350(℃) 64.0(kJ/cm),352(℃) 58.8(kJ/cm),466(℃) 
継手強度 576(N/mm2) 569(N/mm2) 
破断位置 
 
 
 
 
 
 (2) 溶接金属引張試験 
 表 1a.9 に溶接金属引張試験結果を示す．溶接金属部の引張強さは母材の規格値を十分に上回
る値を示している． 
表1a.9 溶接金属引張試験結果（JIS Z 3111） 
試験片採取位置
1)
 
溶接方法 
溶接条件 
YS 
(N/mm2) 
TS 
(N/mm2) 
YR 
(%) 
EL 
(%) 溶接入熱 
(kJ/cm) 
パス間温度 
(℃) 試験体 溶接部 
NO.1 
B-CF 
CO2/JIS 
46.1 339 475 573 82.9 28.4 
D-CF 46.5 350 354 485 73.0 31.2 
NO.2 
B-CF 
CO2/EZ 
64.0 352 512 714 71.7 23.6 
D-CF 58.8 466 483 679 71.1 23.6 
1)
試験片:JIS Z 3111A2号(φ6丸棒) 
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 (3) 溶接継手断面硬さ分布 
 図 1a.4 十字継手の断面硬さ分布測定結果を示す． 
0
50
100
150
200
250
300
0 10 20 30 40 50
HAZ
硬
さ
(H
v1
0)
Beam Flange Column FlangeWeld Metal
HAZ
 0 10 20 30 40 50
(mm)
HAZ
DiaphragmColumn Flange Weld Metal
HAZ
 
(1)B-CF(CO2/JIS)            (2)D-CF(CO2/JIS) 
(a)NO.1;B-CF-D 
0
50
100
150
200
250
300
0 10 20 30 40 50
HAZ
硬
さ
(H
v1
0)
Beam Flange Column FlangeWeld Metal
HAZ
0 10 20 30 40 50 (mm)
HAZ
DiaphragmColumn Flange Weld Metal
HAZ
 
(1)B-CF(CO2/EZ)           (2)D-CF(CO2/EZ) 
(b)NO.2;B-CF-D 
図8十字継手断面硬さ分布 
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 (4) 溶接継手シャルピー衝撃試験 
図 1a.5 梁フランジおよびダイアフラム溶接部の衝撃試験結果を，従来のTMCP極厚Ｈ形鋼(490N級)
の十字溶接継手の衝撃試験結果*1
)(図中△印)と合わせて示す．本極厚Ｈ形鋼は，従来のTMCP極厚
Ｈ形鋼と比べて高いHAZ靭性を示している． 
 
表21 溶接部衝撃試験結果(JIS Z 2242) 
試験片採取位置1
)
 
溶接 
方法 
溶接 
入熱 
(kJ/cm) 
パス間 
温度 
(℃) 
vE0(J) 
柱フランジ 溶金 梁ﾌﾗﾝｼﾞ/ﾀﾞｲｱﾌﾗﾑ 
試験体 溶接部 BM 
HAZ
2)
 
FL WM FL 
HAZ 
BM 
mid 1mm 1mm mid 
NO.1 
B-CF 
CO2/JIS 
46.1 339 192 165 236 268 111 163 259 302 270 
D-CF 46.5 350 186 228 230 233 172 288 336 334 379 
NO.2 
B-CF 
CO2/EZ 
64.0 352 192 178 138 244 123 250 232 260 270 
D-CF 58.8 466 186 248 254 289 126 220 330 381 379 
1)
試験片:JIS Z 2202 4号(2mmVﾉｯﾁ),BMは対応する母材試験結果(板厚方向)を示す． 
2)
mid:溶接熱影響部中間位置,1mm:FLから1mm離れた位置 
0
50
100
150
200
250
300
350
HAZ
Column Flange Weld Metal
6 4 2 0
:梁フランジ溶接部
:ダイアフラム溶接部
(mm)
BM
WM
FL
vE
0(
 J 
)
 
BM
WM
HAZ
6 4 2 0 (mm)
Column Flange Weld Metal
:梁フランジ溶接部
:ダイアフラム溶接部
  
(a)NO.1;B,D-CF(CO2/JIS)   (b)NO.2;B,D-CF(CO2/EZ)  
図9溶接継手衝撃試験結果 
HAZ1mm
t/4
WM FLFLWMFL
t/4
Diaphragm
Beam Flange
Column Flange
HAZmid
FL
HAZmid
HAZ1mm
HAZmid
HAZ1mm
 
図10 試験片採取位置 
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(5) まとめ 
十字溶接継手部は，母材の引張強さの規格値を満足する継手強度と，高い溶接部衝撃特性
を有していることを確認した。 
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